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L’évaluation du risque de fissuration du béton et des ouvertures de fissures 
constitue une problématique majeure lors de la conception de certains ouvrages de 
génie civil (enceintes de confinement de bâtiments réacteurs de centrales nucléaires, 
ouvrages de stockage de déchets radioactifs, etc.). Dans ce but, le comportement 
mécanique instantané et différé du béton doit être parfaitement maitrisé. Compte tenu 
du rôle majeur joué par la traction dans les processus d’endommagement du matériau 
béton, ce travail de thèse se fixe comme objectif d’approfondir les connaissances sur 
sa réponse en traction et plus particulièrement en fluage par traction. Le travail porte 
sur trois grands axes : la mise au point de bancs de fluage en traction directe et en 
traction par flexion, la réalisation d’une campagne d’essais de fluage propre sous 
différents taux de chargement pour trois types de sollicitations (traction, flexion et 
compression) et enfin une analyse basée sur un modèle couplant retrait, fluage et 
endommagement. Les résultats expérimentaux indiquent que le comportement différé 
est différent selon la nature de la sollicitation appliquée. Ils mettent de plus en avant 
un couplage fort entre les déformations de retrait et celles de fluage. L’effet de la 
consolidation, de l’endommagement et de leur couplage permet alors de mieux 
appréhender les résultats obtenus. Les résultats expérimentaux sont ensuite 
confrontés aux prévisions d’un modèle couplant retrait, fluage et endommagement afin 
de tester sa capacité et éventuellement ses limites à reproduire les phénomènes 
observés. 
Mots clés : 
Béton, comportement mécanique, comportement différé, traction, flexion, 





The assessment of cracking risks is of a great interest in civil engineering field, 
particularly when considering structures such as nuclear power plants or nuclear 
wastes repository in deep geological formation. Accordingly, mechanical behaviors of 
concrete (instantaneous and delayed behaviors) have to be clearly understood. In the 
present work, the mechanical behaviour in tension has been studied given the key role 
played by tension in the damage process of concrete. For this purpose, tensile and 
flexural creep devices have been developed. Then, basic creep tests under different 
types of load (compression, tension and bending) and under different load levels have 
been carried out. Finally, experimental results have been compared with those 
resulting from a numerical modeling. Experimental results show that the delayed 
behaviour of concrete depends on the type of load. Moreover, they highlight a strong 
interaction between shrinkage and creep strain. Consolidation effect, damage effect 
and their coupling lead to a satisfactory reproduction of obtained results. A numerical 
model which takes all involved phenomena (shrinkage, creep and damage) and their 
coupling into account, allows a good restitution of the experimental results to be 
obtained. 
Keywords : 
Concrete, mechanical behaviour, delayed behaviour, tension, bending, creep, 
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Voici comment Baron, (1977) imaginait à l’époque ce que deviendrait le béton 
dans les années 2000 : « La résistance à la traction pourra approcher la moitié de la 
résistance à la compression. (…) il est probable qu’on se passera au maximum 
d’armature en utilisant soit du béton non armé très résistant en traction, soit du béton 
de fibres». Il faut reconnaître que les progrès accomplis au cours des trois dernières 
décennies ont permis d’obtenir des bétons nettement plus compacts et plus 
performants que les bétons « traditionnels » avec une résistance en compression qui 
passe ainsi de 30 à 50 MPa pour un béton ordinaire à 80 à 140 MPa pour un béton 
THP (De Larrard, 1988). Cependant, les propriétés en traction constituent toujours la 
principale faiblesse de ce matériau. En réalité, il n’existe pas encore de béton dont la 
résistance en traction soit proche de la moitié de celle en compression, même sur les 
bétons THP où l’on arrive à dépasser assez facilement les 100 MPa en compression, 
la résistance en traction croît dans des proportions bien moindres (résistance en 
fendage de l’ordre de 5 à 6 MPa) (De Larrard, 1988). Cette faible résistance à la 
traction accompagnée d’une faible capacité de déformation est synonyme de 
fragilité, rendant ainsi le béton très sensible aux problèmes de fissuration. Il existe 
deux types de fissures : 
  Les fissures qui permettent aux armatures de travailler (qui justifient donc la 
raison d’être du béton armé), de faible ouverture (moins de 0.2 à 0.3 millimètre), 
donc sans grande conséquence sur la durabilité d’un ouvrage. En effet, tout départ 
d’eau ne peut se faire que par évaporation à cause de l’importance des forces de 
tension superficielle. Il n’y a donc pas de départ d’ions, en particulier la chaux, qui 
maintient un pH élevé et protège les armatures des risques de corrosion (Acker et 
al., 2008).   
  Les fissures induites par des gradients de déformation qui ont pour origine des 
gradients de température, de séchage, d’hydratation, etc. Elles mobilisent les 
armatures de manière indirecte, avec un rendement mécanique plus faible et donc 




 Le développement récent de composites à matrice cimentaire à faible module 
de déformation (par exemple les bétons incorporant des granulats en caoutchouc 
(Turatsinze et al., 2007)) se révèle efficace en tant que matériau de réparation mais 
l’obtention d’une grande capacité de déformation ne peut toutefois se faire qu’au 
dépens de la résistance, limitant ainsi les applications potentielles de ces nouveaux 
composites résistant à la fissuration. De ce fait, le comportement différé du béton et 
plus particulièrement celui en traction devient un élément déterminant lorsqu’on veut 
s’intéresser aux risques de fissuration, notamment en cas de retrait empêché 
(Bissonnette et Pigeon, 2000; Pigeon et Bissonnette, 1999). En effet, l’amplitude du 
retrait ultime (de l’ordre de 250 à 1000 µm/m) est largement supérieure à celle des 
déformations élastiques (plutôt entre 100 et 200 µm/m) (Bissonnette et Pigeon, 1995, 
2000; Bissonnette et al., 2007). Les contraintes induites par un retrait empêché 
peuvent alors être relaxées par le fluage en traction jusqu’à hauteur de 50 % pour les 
BO et les BHP (Altoubat et Lange, 2001a). 
De façon plus générale, le fluage en traction est un élément indispensable lors 
de la prédiction ou de la prévision du risque de fissuration (au jeune âge ou à long 
terme) des ouvrages en béton, notamment lorsqu’il s’agit d’ouvrages exceptionnels 
(enceintes de confinement de bâtiments réacteurs de centrales nucléaires, ponts, 
barrages, etc.). En effet, le fluage en traction peut accroître le potentiel de résistance 
à la fissuration d’éléments soumis à des déformations empêchées (retrait de 
séchage, retrait thermique, etc.) par relaxation des autocontraintes induites, ou au 
contraire favoriser le développement de fissures dans le cas où la contrainte est 
maintenue constante (cas du comportement des enceintes de confinement de 
bâtiments réacteurs de centrales nucléaires lors des essais d’épreuves décennales 
ou en cas d’accident de type ARP).   
Cette thèse porte sur l’approfondissement des connaissances sur le fluage en 
traction du béton et ses interactions avec les phénomènes de fissuration. Comme les 
essais de fluage en compression ont été pratiqués depuis longtemps et de ce fait 
sont plus « classiques » (Benboudjema et al., 2012; Briffaut et al., 2012), la 
comparaison du fluage en traction et en compression peut fournir des éléments 
pertinents vis-à-vis des processus différés en traction, notamment en termes de 
mécanismes de base, d’évolution des déformations ou encore sur la prise en compte 
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de la dissymétrie éventuelle entre le fluage en traction et en compression dans les 
modèles de calcul (Benboudjema et al., 2012). 
 Ce travail comprendra quatre parties décomposées de la façon suivante.  
  La première partie de cette thèse sera consacrée à une analyse 
bibliographique portant essentiellement sur le comportement différé du béton.  
  Dans le deuxième chapitre, les dispositifs expérimentaux qui ont été 
développés pour pouvoir mener des investigations sur le comportement différé en 
traction du béton (et ce à partir d’éléments tirés de la littérature sur les dispositifs 
expérimentaux déjà existants) seront présentés. 
  Le troisième volet sera dédié à la présentation des résultats expérimentaux 
d’une campagne visant à comparer le fluage propre d’un BHP sous différents types 
de sollicitation (en traction directe, en compression et en flexion) 
  Le quatrième et dernier chapitre de cette thèse portera sur la comparaison des 
résultats expérimentaux à ceux d’un modèle développé au LMDC, couplant retrait, 
fluage et endommagement, dans l’objectif de tester sa capacité à reproduire le 














CHAPITRE I  : SYNTHESE BIBLIOGRAPHIQUE 




Ce premier chapitre consacré à une revue de la littérature sera abordé par 
une brève description de l’hydratation et de la structuration de la pâte de ciment. En 
effet, même si les mécanismes physico-chimiques proposés ne font pas encore 
l’unanimité au sein de la communauté scientifique, les phénomènes différés (retrait, 
fluage, relaxation…) sont étroitement liés aux hydrates de la pâte de ciment. Seront 
discutées par la suite les déformations différées du béton (spontanée et sous charge) 
suivant différents aspects tels que les différentes théories qui ont été proposées pour 
expliquer leur origine, l’influence de divers paramètres (composition, chargement…) 
et un point capital pour l’analyse de ces déformations différées qui est l’étude du 
couplage entre fluage, retrait et endommagement. En effet, il sera montré au cours 
de cette analyse bibliographique que ces deux composantes ne sont pas 
indépendantes et que la manière conventionnelle de les découpler n’est pas toujours 
pertinente. Enfin, le cas particulier du fluage en traction qui constitue le thème 
principal de cette étude sera abordé. A ce jour, peu d’études y ont été consacrées 
sachant que la plupart des données disponibles dans la littérature sur le 
comportement différé du béton concerne essentiellement la compression. Ceci peut 
sembler paradoxal compte tenu de l’importance de la traction vis-à-vis des processus 
d’endommagement du béton. De plus, sur le peu de résultats disponibles sur le 
fluage en traction, il n’existe pas de consensus pour ce qui est des conclusions. Les 
résultats de comparaison du fluage en traction avec celui en compression seront 
également présentés. L’analyse de l’état de contraintes au sein d’une structure ou 
d’un ouvrage en béton soumis à des sollicitations complexes montre des écarts 
assez importants selon que l’on considère ou pas la dissymétrie entre le fluage en 
traction et en compression (Benboudjema et al., 2012). Une synthèse des principaux 
points abordés au cours de ce chapitre terminera cette revue bibliographique. Ils 
serviront ensuite à la définition des principaux axes de la thèse.      
I-B.Hydratation et structuration des matériaux cimentaires 
Le béton hydraulique résulte du mélange des 3 constituants de base qui sont 
le ciment, les granulats et enfin l’eau dont les proportions (volumiques) sont 
généralement: 
  Eau : entre 14 et 22 % 
Chapitre I : Synthèse bibliographique 
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  Ciment : entre 7 et 14 % 
  Granulats (sable et gravier) : entre 60 et 78 % 
 En fonction des applications souhaitées et des propriétés visées (ouvrabilité, 
résistance, etc.), d’autres composantes peuvent être rajoutées telles que les 
adjuvants (réducteur d’eau, plastifiant, fluidifiant, agent de viscosité, accélérateur de 
prise, etc.) ou les ultrafines (fumée de silice, cendres volantes, etc.) qui sont 
généralement des sous-produits d’autres industries mais revalorisés dans la 
fabrication cimentière. La pâte résultant de la réaction du ciment avec l’eau va lier les 
granulats (sable et gravier) qui constituent le squelette rigide du béton pour former un 
ensemble compact. Ce mélange ne peut toutefois être considéré comme homogène 
(d’un point de vue mécanique) qu’à une certaine échelle (généralement 3 fois la taille 
du plus gros granulat qui représente la plus grosse hétérogénéité) du fait des 
différences de propriétés mécaniques entre les phases constituantes. En effet, la 
pâte de ciment, qui parmi toutes les composantes du béton est la plus déformable, 
est dotée de propriétés visqueuses tandis que les granulats affichent plutôt un 
comportement élastique fragile (les mesures de déformations différées obtenues sur 
des carottes issues de blocs rocheux montrent que ces dernières ne représentent 
qu’environ 1 µm/m/MPa pour des niveaux de contraintes inférieurs à 40 MPa, soit à 
la limite de ce qui est mesurable avec les jauges de déformations classiques 
(Granger, 1995)). Tout du moins, les granulats ne subissent pas de déformations 
différées appréciables à l’échelle de la durée de vie des structures (Acker, 1988; 
Benboudjema, 2002; Guénot-Delahaie, 1997; Reviron, 2009). Etant donné que c’est 
la pâte de ciment qui est le siège des déformations de fluage dans tout matériau 
cimentaire (Guénot-Delahaie, 1997; Pons, 1998), l’analyse portera essentiellement 
sur cette phase. 
I-B.1 Le ciment anhydre 
En chimie des ciments, les éléments se présentent généralement sous forme 
d’oxydes. De ce fait, une notation spécifique a été adoptée par les cimentiers pour 
alléger et simplifier les formules : C pour CaO, S pour SiO2, A pour Al2O3, F pour 
Fe2O3, H pour H2O et    pour SO3.    
Le ciment artificiel portland est obtenu à partir du co-broyage de clinker et de 
sulfate de calcium (généralement sous forme de gypse). Le clinker résulte de la 
Chapitre I : Synthèse bibliographique 
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cuisson à haute température (1450°C) dans un long four rotatif d’un mélange dans 
des proportions 80-20% de calcaire et d’argile et se présente sous forme de grains 
de taille centimétrique. Il contient majoritairement des silicates de calcium (C3S et 
C2S) qui représentent environ 80% du ciment, le complément étant constitué 
d’aluminates de calcium (C3A et C4AF) (Tableau I-1). 
Nom Formules en oxydes Notation cimentière Proportions 
Silicate bicalcique 2CaO.SiO2 C2S 50-70 % 
Silicate tricalcique 3CaO.SiO2 C3S 15-30 % 
Aluminate tricalcique 3CaO.Al2O3 C3A 5-15 % 
Aluminoferrite 
tétracalcique 
4CaO.Al2O3.Fe2O3 C4AF 5-15 % 
 Tableau I-1 : Phase minéralogiques présentes dans le clinker 
Le gypse (CaSO4.2H2O), qui représente moins de 5 % de la masse de ciment, 
a pour fonction de réguler la prise par formation de cristaux d’ettringite à la surface 
des grains de C3A en formant ainsi un écran temporaire qui empêche le raidissement 
rapide de la pâte au moment de la gâchée. Ce phénomène de « fausse-prise » peut 
devenir très gênant notamment lors de la mise en œuvre du béton frais dans les 
coffrages. 
I-B.2  L’hydratation 
L’hydratation désigne la suite de réactions qui se produit dès que les grains de 
ciment anhydres entrent en contact avec l’eau de gâchage. Elle fait intervenir 5 
phases qui sont successivement (Vernet et Cadoret, 1992) cité par (Baroghel-Bouny, 
1994) : 
  La période de gâchage pendant laquelle les ions provenant de la dissolution 
des grains de ciment passent en solution.  
  La période dormante qui permet pratiquement la mise en œuvre des bétons 
sur chantier. 
  La période de prise durant laquelle les grains solides initialement isolés 
établissent un chemin continu selon la théorie de la percolation (Acker, 1988).  
Chapitre I : Synthèse bibliographique 
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  La période de durcissement correspondant à la phase de structuration 
progressive du matériau. 
  La période de ralentissement où l’hydratation des grains est fortement ralentie 
par la formation d’une couche périphérique épaississante d’hydrates.  
 Les processus d’hydratation propre à chaque phase sont détaillés dans les 
paragraphes suivants.  
I-B.2.1 L’hydratation des silicates de calcium 
L’hydratation des 2 types de silicates de calcium (C3S et C2S) conduit à la 
formation des mêmes hydrates qui sont les silicates de calcium hydratés (C-S-H de 
l’anglais Calcium Silicate Hydrates) et la portlandite (CH en notation cimentières). 
Des différences sont toutefois observées au niveau des cinétiques de réaction, des 
quantités de chaleur dégagées      et      ainsi qu’au niveau de la quantité de 
chaux produite. Les équations régissant ces réactions peuvent s’écrire comme suit : 
                                 





En réalité, la valeur du rapport C/S des C-S-H évolue constamment au cours 
de l’hydratation, elle est généralement comprise entre 1 et 2. De nombreux auteurs, 
s’accordent alors sur une valeur moyenne de 1,7 (Guénot-Delahaie, 1997; Nguyen, 
2009; Nonat, 2008; Richardson, 1999; Taylor, 1997). Quant à la valeur de la quantité 
d’eau liée y, elle dépend de l’humidité relative interne (Nguyen, 2009; Taylor, 1997).  
I-B.2.2 L’hydratation des aluminates de calcium 
En l’absence de sulfates, l’hydratation du C3A est très violente, rapide et 
exothermique. Elle produit d’une part les hydrates hexagonaux C4AH13 et C2AH8 et 
d’autre part le C3AH6 (ou hydrogrenat) cristallisé dans le système cubique. Comme 
parmi ces 3 types d’aluminates de calcium hydraté, C3AH6 est le plus stable 
thermodynamiquement donc le moins soluble, les 2 premiers vont par la suite se 
dissoudre pour précipiter en C3AH6 (Nonat, 2008). La réaction bilan de l’hydratation 
du C3A en l’absence de sulfate peut alors se mettre sous la forme (I-2) : 
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                  (I-2) 
En présence de gypse pour réguler la prise, la réaction devient :  
                             (I-3) 
Dans l’équation (I-3),      représente le gypse et           le 
trisulfoaluminate de calcium hydraté ou plus simplement ettringite (noté également 
AFt ) qui, en cas d’épuisement du gypse, se dissout pour donner lieu à un nouveau 
composé appelé le monosulfoaluminate de calcium hydraté de formule         
(parfois noté AFm)  suivant la réaction (I-4) 
                                (I-4) 
L’hydratation du C4AF fait intervenir des réactions semblables à celle du C3A 
mis à part le fait qu’elles sont plus lentes d’une part et qu’elles font intervenir la 
présence de Fe2O3 d’autre part (Regourd, 1982).  
Finalement, l’hydratation du ciment peut s’écrire schématiquement: 
                                                  (I-5) 
Elle met donc en jeu une consommation d’eau, un dégagement de chaleur et 
comme nous le verrons un peu plus loin, une variation de volume. 
Notons enfin que les vitesses d’hydratation du C3A et du C3S sont très 
importantes pendant le premier mois qui suit le coulage (avec 
vitesse(C3A)>vitesse(C3S)) puis semble ne plus évoluer significativement tandis que 
celles du C2S et du C4AF sont loin d’être stabilisées même après 6 mois comme 
l’indique l’évolution de la chaleur d’hydratation des différentes phases constituant le 
clinker (Tableau I-2). 
  





7j 28j 6 mois 
C3S 460 502 502 
C2S 84 189 251 
C3A 773 857 865 
C4AF 168 209 293 
Tableau I-2 : Evolution de la chaleur d’hydratation (J/g) (Baroghel-Bouny, 1994; Regourd, 1982) 
I-B.3 La structuration de la pâte de ciment 
I-B.3.1 Les C-S-H 
Les C-S-H sont les hydrates les plus importants de la pâte de ciment de par 
leur quantité (qui représente environ 60 à 70 % du volume de pâte) et leur propriété 
adhésive liée à leur grande surface spécifique (de l’ordre de 100 à 200 m2/g). De 
plus, ils sont à la base des propriétés mécaniques de la pâte de ciment. Ils se 
présentent généralement sous forme de gel en référence à des composés amorphes 
(Nonat, 2008). Différents modèles existent dans la littérature pour décrire leur 
structure. On peut les regrouper en 2 grandes familles dont une qui considère les C-
S-H comme ayant une structure de type lamellaire et une autre qui les associe à une 
structure de type colloïdale. 
 Structure de type lamellaire : 
Les modèles appartenant à cette catégorie associent la structure des C-S-H à 
un assemblage de lamelles, chaque lamelle étant constituée par un empilement de 
feuillets très minces (généralement au nombre de 2 ou 3). Ainsi par exemple, Powers 
et Brownyard, (1947) font l’analogie entre les particules de C-S-H et des minéraux 
naturels tels que la Tobermorite de formule C5S6H9 (à l’état sec, l’écartement des 
feuillets au sein de la tobermorite est de 1,1 nm d’où parfois l’appellation Tobermorite 
1.1) qui fait partie de la famille des argiles ou la Jennite. Ces auteurs font également 
l’hypothèse que la porosité des C-S-H, qui n’est autre que le volume délimité entre 
les feuillets, serait constante et égale à 28 %. Ceci a d’ailleurs été vérifié 
expérimentalement sur la base d’essais d’isothermes de désorption sur 2 types de 
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pâtes de ciment à base de CEM I (Baroghel-Bouny, 1994). Par ailleurs, cette porosité 
ne dépendrait ni du rapport eau/ciment, ni du degré d’avancement de l’hydratation. 
Dans le modèle de Feldman et Sereda, (1968), les C-S-H sont représentés sous 
forme de fibres constituées de lamelles enroulées sur elles-mêmes. Chaque lamelle 
est formée à partir d’un assemblage de 2 à 4 feuillets simples mal cristallisés. Les 
mouvements d’eau au sein des espaces interfoliaires induisent un mouvement relatif 
des feuillets responsable des déformations de fluage observées macroscopiquement. 
 Structure de type colloïdale : 
Dans cette catégorie, les C-S-H s’apparentent plutôt à particules colloïdales 
(Van Breugel, 1991; Fujii et Kondo, 1974 cité par Nguyen, 2009; Jennings et Tennis, 
1994 cité par Nguyen, 2009; Jennings, 2000). Ainsi par exemple, Jennings, (2000) 
assimile la structure des C-S-H à un empilement de particules dites globules au lieu 
des feuillets précédemment décrits. 
 On peut distinguer notamment deux types de C-S-H de caractéristique et 
morphologie différentes qui sont: 
  Les C-S-H de basse densité (ou C-S-H LD) se formant à la surface des grains 
de ciment anhydres en constituent une croûte périphérique croissante  et ralentissant 
fortement la réaction d’hydratation. Leur porosité est voisine de 28 % 
  Les C-S-H de haute densité (ou C-S-H HD) se formant tardivement au cœur 
des grains donc dans un espace très confiné, expliquant ainsi leur plus grande 
densité. Ils ont une porosité de l’ordre de 13 %. 
I-B.3.2 La portlandite 
Contrairement aux C-S-H, la portlandite ne contribue pas beaucoup sur le plan 
mécanique mais joue cependant un rôle essentiel vis-à-vis de la durabilité. En effet 
de par sa grande solubilité (de l’ordre de 1,6 g.L-1 soit 22 mol/m3 à 25°C), elle 
maintient le pH de la solution interstitielle à une valeur voisine de 12,5, ce qui permet 
de maintenir les armatures dans le béton armé dans leur état de passivation. En 
outre, elle ne possède pas non plus de propriétés adhésives. La portlandite couvre 
25 à 27 % du volume solide et se présente sous forme de gros cristaux de forme 
hexagonale. Elle se localise essentiellement dans les zones disposant de 
suffisamment d’espace pour cristalliser, soit dans les bulles, les pores ou au niveau 
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de l’interface pâte/granulats (appelée également auréole de transition ou Interfacial 
Transition Zone (ITZ) (Ollivier et al., 1995)).  
I-B.3.3 L’ettringite (AFt) 
Elle se présente sous la forme d’aiguilles droites à base hexagonale qui 
rayonne autour des grains de ciment anhydre. On distingue 2 variétés d’ettringite. 
D’une part, l’ettringite qui se forme au jeune âge dite « primaire » qui contribue à la 
résistance mécanique de la pâte et compense en partie le retrait d’auto-dessiccation 
du fait d’une importante augmentation de volume liée à la croissance des cristaux. 
D’autre part, l’ettringite différée qui se forme lorsque la température dépasse 65°C  
dans une matrice déjà durcie. Elle peut donc entraîner des risques de fissuration. 
I-B.3.4 La porosité 
La pâte de ciment hydraté constitue un milieu poreux. Le réseau poral 
représente environ 10 % en volume du béton et comprend deux grandes familles de 
pores : les pores des hydrates (en particulier ceux de C-S-H) et les pores des 
capillaires qui sont en réalité l’espace intergranulaire initialement occupé par l’eau de 
gâchage mais non comblé par les hydrates. Ces pores ont des dimensions qui 
couvrent plusieurs ordres de grandeur allant du nanomètre au millimètre. D’après 
(Pons et Torrenti, 2008), les diamètres de pore importants facilitent la migration d’eau 
lors du séchage et donc amplifie le retrait de dessiccation, tandis que les diamètres 
plus faibles contribuent plus à accentuer le retrait endogène par création de tensions 
internes plus élevées. Il est à noter que la classification des pores en fonction de leur 
taille varie beaucoup suivant les auteurs (Van Breugel, 1991).   
I-B.4 Caractéristiques physico-mécanique des principaux hydrates  
Etant donné que les hydrates de la pâte de ciment sont principalement à 
l’origine des déformations différées des matériaux cimentaires, il est utile de rappeler 
les caractéristiques physiques (Tableau I-3) et mécaniques (Tableau I-4) des 
principaux hydrates. 
 Le Tableau I-3 tiré de (Taylor, 1997) fournit les caractéristiques physiques 
des trois hydrates: C-S-H, Portlandite et AFt.  
 










C-S-H 2,23 196,5 88,1 
Portlandite 2,23 74 33,1 
Ettringite 1,73 1237 715 
Tableau I-3 : Caractéristiques physiques des principaux hydrates d’après (Taylor, 1997) 
Concernant les caractéristiques mécaniques, les résultats d’essais de nano-
indentation effectués sur les hydrates d’un béton fibré Ultra Haute Performance 
(Acker, 2004a, 2004b) révèlent que parmi tous les hydrates de la pâte de ciment, 
seuls les C-S-H présentent un comportement visqueux significatif (d’un ordre de 
grandeur plus important que la déformation élastique) (cf. Tableau I-4). Ainsi, 
plusieurs auteurs (Acker et Ulm, 2001; Ruetz, 1968 ; Ulm et al., 2000) considèrent le 
fluage à long terme comme la manifestation à l’échelle macroscopique du glissement 
relatif des feuillets de C-S-H. Ce qui s’apparente ici à un comportement 
viscoplastique des hydrates de la pâte de ciment (notamment les C-S-H) du fait des 
cisaillements locaux qui ne sont pas tout à fait réversibles (Acker, 2004a, 2004b), 
semble être en accord avec la structure en feuillets des C-S-H évoquée 





Dureté (GPa) Viscosité (10-9.s-1) 
C-S-H (C/S<1) 20   0,8 0,2 >1 
C-S-H (C/S>1) 31 4 0,9 0,3  1 
Portlandite 36 3 1,35 0,35 Non mesurable 
Tableau I-4 : Caractéristiques mécaniques des hydrates d’un BFUHP (Ductal ®) mesurées à 
l’aide de la technique de nano-indentation d’après (Acker, 2004a, 2004b) 
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I-C. Le comportement différé du béton 
Lorsqu’il est soumis à un chargement maintenu constant dans le temps, le 
béton affiche des déformations différées d’amplitude exceptionnelle pour un matériau 
minéral (Acker, 1988; Pons, 1998). Même en l’absence de chargement, le béton 
manifeste toujours une variation dimensionnelle dite « spontanée » appelée retrait 
dont l’origine est liée soit à une consommation d’eau suite à l’hydratation du ciment, 
soit à un départ d’eau à cause du séchage. Retrait et fluage sont donc deux 
éléments dont il faut absolument tenir compte dans l’estimation des risques de 
fissurations des éléments en béton (Baluch et al., 2002; Bissonnette et Pigeon, 2000; 
Lee et al., 2011; Pigeon et Bissonnette, 1999). S’il est empêché, le retrait en tant que 
déformation imposée, peut engendrer des contraintes de traction dans l’élément et 
favoriser la fissuration (Bissonnette et Pigeon, 2000; Granger, 1995; Pons et Torrenti, 
2008). Le fluage quant à lui est capable d’induire des flèches importantes 
incompatibles avec la tenue en service des ouvrages dans le cas de structures 
isostatiques ou peut induire une redistribution d’efforts et de contraintes pouvant être 
préjudiciable pour la vie d’un ouvrage dans le cas de structures hyperstatiques (Pons 
et Torrenti, 2008). Par le passé, de nombreuses dégradations d’ouvrages liées au 
développement de ces déformations différées ont été recensées, amenant ainsi les 
chercheurs à s’intéresser davantage à leur compréhension ainsi qu’à leur prévision 
(Bažant, 2001; Bažant et al., 2008). Freyssinet, en France et Hatt, aux USA, sont 
considérés comme les premiers à avoir mis en évidence l’aptitude du matériau béton 
à fluer, (Pons et Torrenti, 2008). En réalité, la circulaire de 1906 qui est le premier 
règlement français de calcul relatif aux ouvrages en béton  supposait que le module 
du béton (tout comme celui de l’acier) restait constant. Malgré l’importance des 
connaissances acquises depuis les premiers travaux sur le fluage, la connaissance 
sur le comportement différé du béton demeure aujourd’hui incomplète. En effet, à ce 
jour, aucune théorie sur les mécanismes probables de ces déformations différées n’a 
pu s’imposer réellement et les modèles élaborés montrent tous leur limite à prédire le 
comportement d’ouvrage en béton sous sollicitation THMC. Par exemple, les 
modèles de fluage peinent à reproduire correctement le comportement du béton pour 
un trajet de chargement complexe où le principe de superposition n’est pas toujours 
valide (Gardner et Tsuruta, 2004) mais aussi pour le cas de hauts niveaux de 
chargement où le couplage des modèles rhéologiques classiques avec des modèles 
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d’endommagement devient nécessaire (Benboudjema et al., 2005; Sellier et al., 
2012a, 2012b). 
 Conventionnellement, la déformation totale sous charge du béton se 
décompose comme suit (Granger, 1995; Pons et Torrenti, 2008) (Figure I-1): 
                                       (I-6) 
Dans l’équation (I-6),     est la déformation instantanée (ou élastique ou 
encore initiale),    est la déformation de retrait qui comprend le retrait endogène    , 
le retrait d’origine thermique     et le retrait de dessiccation     .    est la déformation 
de fluage qui comprend le fluage propre     et le fluage de dessiccation    . Pourtant, 
comme le souligne Granger, (1995), cette décomposition tient plus du fait qu’à 
chaque composante de déformation, on associe un mécanisme physico-chimique 
principal qui pilote la cinétique de la déformation (par exemple la poursuite de 
l’hydratation qui gère le retrait endogène ou encore le séchage qui est responsable 
du retrait de dessiccation…). En réalité, les processus mis en jeu dans les différentes 
causes de déformations différées sont fréquemment couplés (Coquillat, 1987; Kovler, 
1996; Pons et Torrenti, 2008).     
 
Figure I-1 : Décomposition conventionnelle des déformations différées (Pons et Torrenti, 2008) 
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I-C.1 Le retrait 
Le retrait correspond à une variation dimensionnelle dans le temps se 
produisant en l’absence de tout chargement (il s’agit en général d’une contraction). 
Même s’il a lieu dans les trois directions de l’espace, on l’exprime généralement 
comme une déformation linéique car en pratique, les éléments structuraux possèdent 
une ou deux dimensions nettement plus petites que la troisième où les effets du 
retrait sont les plus sensibles (Aïtcin et al., 1998). On distingue cinq formes de retrait 
(Aïtcin et al., 1998): 
  Le retrait de séchage 
  Le retrait plastique 
  Le retrait endogène (ou retrait chimique) 
  Le retrait thermique (ou contraction thermique) 
  Le retrait de carbonatation. 
Chronologiquement, c’est le retrait plastique qui se produit en premier lorsque 
le béton perd de l’eau quand il est encore à l’état plastique (soit par évaporation, soit 
par absorption par un substrat plus sec). Puis ce sont le retrait endogène et le retrait 
thermique qui prennent le relais puisqu’ils sont les conséquences directes de 
l’hydratation des grains de ciment (consommation d’eau et dégagement de chaleur). 
En fonction des conditions d’exposition, il s’ensuit le retrait de séchage ou de 
dessiccation et/ou le retrait de carbonatation (qui résulte de la réaction de la pâte de 
ciment hydraté avec le gaz carbonique de l’air en présence d’humidité). Etant donné 
que seul le fluage endogène sera abordé au cours de cette étude, l’analyse 
bibliographique portant sur le retrait se concentrera principalement sur le retrait 
endogène.   
I-C.1.1 Le retrait endogène 
L’hydratation des grains de ciment anhydres conduit à la formation de produits 
dont le volume est inférieur à la somme des volumes des constituants de départs (le 
ciment et l’eau). Ce phénomène bien connu porte le nom de « contraction Le 
Chatelier » mais on parle également de retrait chimique. Illustrons ceci à travers 
l’exemple de l’hydratation du C3S vue au paragraphe I-B.2.1. En prenant un rapport 
C/S moyen de 1,7 et en s’inspirant de la relation proposée par (Adenot 1992) pour 
calculer y à partir du rapport C/S            , l’équation (I-1) devient : 
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                           (I-7) 
 Puis en reprenant les données du Tableau I-3, les propriétés physiques des 
éléments intervenant dans l’équation (I-7) sont les suivantes : 
Eléments Masse molaire (g/mol) Densité (g/cm3) 
    228 3,12 
H 18 1 
          200,2 2,23 
CH 74 2,23 
Tableau I-5 : Propriétés physiques des éléments intervenant dans l’équation (I-7). 
Le bilan volumique molaire (exprimé en cm3) s’écrit : 
         
             
     
 
                
                  
     
 
(I-8) 
Il résulte de ce bilan une diminution du volume absolu total de l’ordre de 6 % 
et une augmentation du volume absolu de solide de 85 %. Toutefois, ces valeurs 
sont fortement tributaires des considérations de base. Ainsi, le même exemple traité 
dans (Garcia Boivin, 1999) mais avec des hypothèses de départ différentes 
(notamment au niveau de la stœchiométrie et de la densité des C-S-H) conduit à un 
déficit volumique de l’ordre de 16,5 % pour une augmentation du volume absolu des 
solides de 90,6 %. De la même façon, Tazawa et al., (1995) estiment à 10,87 % la 
contraction chimique liée à l’hydratation du C2S. En résumé, la réaction d’hydratation 
conduit à une augmentation du volume absolu de solide mais donne par ailleurs lieu 
à une diminution du volume absolu total. Tant qu’il n’y a pas de percolation 
mécanique entre les grains, la contraction accompagnant ce bilan volumique négatif 
s’effectue librement et sa valeur est proportionnelle au degré d’avancement de la 
réaction d’hydratation (Acker, 1988; Torrenti et al., 1988). Le retrait linéique potentiel 
correspondant à la contraction Le Chatelier (qui tourne autour de 10 %) est de l’ordre 
de 3 % mais en pratique cette valeur n’est jamais atteinte à cause du développement 
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d’un squelette minéral rigide (Torrenti et al., 1988). Théoriquement, lorsque le seuil 
de percolation est atteint, il devrait y avoir peu de variation dimensionnelle puisque le 
rapprochement des grains ne peut plus se faire librement. Or, le retrait mesuré 
expérimentalement est loin d’être négligeable. Le retrait endogène se compose donc 
du retrait chimique avant prise (contraction Le Chatelier) et du retrait d’auto-
dessiccation après prise. Les origines physico-chimiques de ce retrait d’auto-
dessiccation observé après la prise sont décrites dans les paragraphes suivants. 
I-C.1.2 Les différentes origines du retrait d’auto-dessiccation : 
Les trois principaux mécanismes décrits dans la littérature pour expliquer le 
retrait après la prise sont (Garcia Boivin, 1999; Hua et al., 1995a, 1995b; Lura et al., 
2003): la variation de dépression capillaire, la variation de tension superficielle et 
enfin la variation de pression de disjonction. 
 La variation de dépression capillaire : 
Précédemment, il a été vu que l’hydratation du ciment conduisait à un déficit 
volumique. Les contractions liées à l’hydratation n’étant pas compatibles avec les 
déformations mécaniques admissibles par le squelette minéral, la poursuite de 
l’hydratation résulte en la création d’un volume gazeux dans une porosité initialement 
saturée (si l’éprouvette n’est pas en contact avec une source d’eau externe) (Hua et 
al., 1995a, 1995b; Tazawa et al., 1995). De ce fait, plus l’état d’hydratation avance, 
plus le volume des vides augmente et plus la pression d’équilibre de l’eau avec la 
vapeur d’eau diminue. On parle alors d’ « auto-dessiccation » c’est-à-dire de 
dessiccation interne au sein même du matériau. Ce mécanisme peut être modélisé 
par la combinaison des lois de Laplace (équation (I-9)) et Kelvin (équation (I-10)) qui 
décrivent respectivement l’équilibre mécanique d’un ménisque soumis à une 
différence de pression de part et d’autre de celui-ci et l’équilibre thermodynamique 
entre l’eau-liquide et sa vapeur.  
      
  
 
     (I-9) 
      
    
 
        (I-10) 
Avec : 
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          -    tension superficielle de l’interface eau-gaz 
- r : rayon de courbure du ménisque (supposé circulaire)  
-   : angle de mouillage ou angle de contact 
-    : pression de la phase liquide (eau) 
-    : pression de la phase gazeuse (mélange d’air sec et de vapeur d’eau) 
- M : masse moléculaire de la vapeur d’eau (18×10-3  kg/mol) 
-    : masse volumique de l’eau (10
3 kg/m3) 
- R : constante des gaz parfaits (8,32 J/mol/kg) 
- T : température absolue (K) 
- HR : humidité relative 
La combinaison des deux relations (I-9) et (I-10) précédentes définit 
l’existence d’une famille de pores de rayon d’accès r0 associés à une valeur 
d’humidité relative HR tels que tous les capillaires de rayon d’accès inférieur à r0 sont 
remplis d’eau et que les capillaires de rayon d’accès supérieur sont vidangés. Plus 
l’humidité relative baisse, plus la valeur de r0 est petite. Autrement dit,  les pores se 
vident depuis les plus gros vers les plus fins lorsque le matériau sèche. La loi de 
Laplace (I-9) exprime le fait que la dépression subie par la phase liquide dans le pore 
de rayon d’accès r0 conduit à une mise en tension du ménisque à l’interface eau-
vapeur qui est équilibrée par la contraction du squelette solide, d’où le retrait 
macroscopique. De plus, plus les rayons des pores en cours de vidange sont petits, 
plus la dépression capillaire est importante et donc plus le retrait est important. 
Toutefois subsiste la question de la validité de ces lois à l’échelle 
microscopique. Des études citées dans (Hua et al., 1995a, 1995b) rapportent que 
ces lois permettent une estimation précise des effets liés aux ménisques pour des 
rayons de pores supérieurs à 50   (correspondant à une HR de 80 %). L’explication 
du retrait par la variation de dépression capillaire n’est alors pas remise en cause 
sachant que l’hydratation (et donc l’auto-dessiccation) ne peut avoir lieu que dans 
l’intervalle d’HR variant 100 à 80 % en conditions confinées. Le développement des 
techniques modernes (par exemple le calcul moléculaire) permet de montrer que ces 
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lois sont applicables tant que le nombre de molécules impliquées est suffisamment 
important pour se prêter à des calculs statistiques (Acker 2004a, 2004b). 
 Autres mécanismes : 
Les autres mécanismes rapportés dans la littérature pour expliquer le retrait 
d’auto-dessiccation sont la variation de la tension surfacique des particules 
colloïdales et la variation de la pression de disjonction. 
 La dissymétrie des forces d’attraction subies par les atomes ou molécules au 
voisinage de la surface d’un solide entraîne la création de forces de tensions 
tangentes à cette surface. Selon Powers, (1968), une telle force serait maximale 
lorsque la particule solide se trouve dans le vide. Par conséquent, la désorption 
résultant de l’auto-dessiccation va accroître l’intensité de cette tension qui va 
comprimer le squelette solide et donc créer un retrait à l’échelle macroscopique. Il est 
à noter que ce mécanisme ne fonctionne que pour les faibles taux d’humidité 
relative. Or il se trouve que l’auto-dessiccation se produit essentiellement pour des 
niveaux d’humidité supérieurs à 80 % (Hua et al., 1995a, 1995b). 
 L’autre mécanisme pour expliquer le retrait d’auto-dessiccation est la variation 
de pression de disjonction (Bažant, 1972; Domone, 1974). A une température 
donnée, l’épaisseur d’une couche de molécules d’eau adsorbée sur une paroi 
dépend de l’humidité relative interne et elle s’effectue librement jusqu’à cinq couches 
de molécules d’eau. Comme la molécule d’eau fait environ 0,26 nm de diamètre, 
l’épaisseur de la couche adsorbée peut atteindre 1,3 nm lorsque l’humidité relative 
est proche de l’unité. En conséquence, il faudrait disposer d’une distance d’au moins 
2,6 nm pour que l’adsorption entre deux parois se fasse librement.  Or, l’espacement 
entre les feuillets de C-S-H se situe aux environs de 1,8 nm (Baroghel-Bouny, 1994). 
L’adsorption ne peut alors pas se développer librement car l’écartement entre les 
surfaces est trop faible pour accueillir toutes les molécules d’eau. Lorsque l’humidité 
relative augmente, l’adsorption tend à maintenir les deux surfaces solides écartées 
afin d’augmenter l’épaisseur de la couche adsorbée. Les parois solides subissent 
alors une pression appelée  « pression de disjonction »  ou « force de disjonction » 
(Acker, 2004b) dont l’effet est de maintenir les deux surfaces écartées l’une de 
l’autre. La baisse du degré de saturation entraine une diminution de la pression de 
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disjonction et le rapprochement deux surfaces qui en résulte se manifeste par un 
retrait macroscopique.  
I-C.2 Le fluage 
I-C.2.1 Quelques définitions 
La caractérisation du comportement différé sous charge ou sous contrainte 
imposée du béton fait intervenir plusieurs définitions qu’il convient de préciser 
d’entrée. La réponse différé d’un matériau peut être différente selon qu’on lui impose 
une charge ou une contrainte constante, ces différences sont notamment 
observées au niveau des cinétiques de déformation (Lukáš et al., 1996). Cependant, 
comme il est très difficile en pratique de maintenir une éprouvette sous une 
contrainte (effective) constante du fait de la déformabilité transversale1 mais 
également du fait de l’endommagement éventuel du matériau au cours d’un essai de 
fluage, généralement on impose un effort constant dans le temps. Les définitions qui 
sont données par la suite font référence à la Figure I-1. 
La déformation viscoélastique     (RILEM, 1998) ou encore déformation 
mécanique      (Guénot-Delahaie, 1997) correspond à la déformation obtenue à 
l’instant t lorsqu’on soustrait à la déformation totale           d’une éprouvette 
chargée à l’instant           le retrait       d’une éprouvette non chargée prise 
comme témoin, issue de la même gâchée et conservée dans les mêmes conditions. 
Ceci suppose donc l’égalité du retrait d’une éprouvette témoin d’un côté et d’une 
éprouvette chargée de l’autre. Cette hypothèse est souvent contestée mais son 
principal mérite est de simplifier grandement les interprétations (Coquillat, 1987; 
Granger, 1995; Kovler, 1996, 1999; Lee et al., 2006; Pons et Torrenti, 2008).   
                                     (I-11) 
Cette déformation viscoélastique (pour reprendre la terminologie utilisée dans 
(RILEM, 1998)) ou mécanique comprend la déformation instantanée (ou initiale) 
                                            
1
 La compilation de données bibliographiques par  Benboudjema, (2002) montre que le coefficient de 
Poisson de fluage du béton varie beaucoup dans l’intervalle -0.5 à +0.5 et qu’à l’évidence, il ne peut 
pas être considéré comme étant nul. De plus, il augmente continuellement dans le temps pour de 
hauts niveaux de chargement (supérieurs à 80%) (Mazzotti et Savoia, 2002) 
Chapitre I : Synthèse bibliographique 
32 
 
       qui est celle produite au moment de l’application du chargement et la 
déformation différée qui fait suite à la précédente et se poursuit dans le temps à un 
taux généralement décroissant pendant la durée où le chargement est maintenu 
(Guénot-Delahaie, 1997). La déformation instantanée est obtenue de manière 
classique en faisant le rapport de la contrainte appliquée par le module d’Young du 
matériau à l’instant de chargement   . Le fluage          correspond à la déformation 
différée obtenue en faisant l’hypothèse d’un module constant durant toute la période 
de chargement tandis que la déformation visqueuse          est celle qui a lieu 
lorsque l’évolution du module d’Young du matériau au cours du temps est prise en 
compte (ce qui est plus pertinent d’un point de vue physique) (Guénot-Delahaie, 
1997).    
                                    
 
     
  (I-12) 
                                                 
 
    
 (I-13) 
En supposant que la déformation de fluage soit proportionnelle à la contrainte 
(ce qui est généralement le cas tant qu’on n’excède pas la moitié de la résistance 
ultime obtenue en mode quasi-statique (Bissonnette et Pigeon, 2000; Illston, 1965a; 
Pigeon et Bissonnette, 1999; Pons et Torrenti, 2008)), on peut également définir la 
complaisance de fluage         (Lee et al. 2006; RILEM TC-107 CSP 1998) et le 
fluage spécifique   
           (Coquillat, 1987; Guénot-Delahaie, 1997) qui sont 
respectivement la déformation viscoélastique (ou mécanique) par unité de contrainte 
et le fluage par unité de contrainte. 
        
         
 
 




           
        
 
 (I-15) 
Le coefficient de fluage est défini comme étant le rapport entre la valeur 
ultime du fluage et la déformation instantanée. En compression, le fluage total est de 
l’ordre de 3 fois la déformation instantanée (Pons, 1998) tandis qu’en traction, il 
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couvrirait une plage plus large c’est-à-dire avec un coefficient de fluage variant de 1 
à 7 (Bissonnette et Pigeon, 2000; Pigeon et Bissonnette, 1999).  
Lors du déchargement à l’instant    (Figure I-1), il s’ensuit un retour de 
déformation appelé recouvrance qui, comme le fluage, comprend également une 
partie instantanée        et une partie différée             . La recouvrance se 
différencie toutefois du fluage de par leur cinétique respective (Coquillat, 1987). Elle 
n’est jamais totale puisqu’il subsiste toujours une déformation résiduelle         
lorsqu’une éprouvette ayant subi une contrainte soutenue, même seulement pendant  
une période d’une journée (Neville,1981), est complètement déchargée par la suite 
(Illston, 1965a). Signalons enfin qu’il peut y avoir interférence entre le fluage et la 
recouvrance dans le cas d’un déchargement partiel (Coquillat, 1987). 
Si au lieu d’appliquer une charge (ou une contrainte) et de la maintenir 
constante au cours du temps, un déplacement (ou une déformation) constant(e) est 
imposé(e), la réponse du béton va se traduire par une baisse progressive de la 
contrainte appelée relaxation. La relaxation constitue un paramètre très important 
dans les problèmes de fissuration d’ouvrages et d’éléments en béton puisqu’elle 
permet de limiter l’intensité des contraintes induites par des déformations empêchées 
(Nguyen, 2010, Saucier et al., 1992). De même que pour la recouvrance, la 
relaxation présente également quelques différences par rapport au fluage même si 
en réalité, les deux traduisent le même phénomène physique correspondant au 
comportement différé d’un matériau. En effet, les résultats obtenus sur mortier par 
Beushausen et al., (2012) ont montré que la cinétique initiale de la relaxation est très 
importante avec 80 % de la relaxation ultime atteints après seulement 12 heures de 
chargement. Beres, (1969) indique que la déformation transversale d’une éprouvette 
de béton soumise à une déformation longitudinale constante augmente 
continuellement dans le temps. De plus, la comparaison des évolutions dans le 
temps des modules de déformations différées (c’est-à-dire le rapport contrainte-
déformation relative) montre que le module différé des bétons maintenus à une 
longueur constante diminue plus et nettement plus vite par rapport à des bétons où 
la contrainte est gardée constante (Coquillat, 1987).  
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I-C.2.2 Les différents types de fluage 
L’eau, qui a pour rôle d’hydrater les grains de ciment anhydre et de conférer 
une certaine maniabilité au béton à l’état frais, joue un rôle majeur vis-à-vis des 
déformations différées (fluage et retrait) (Acker et Ulm, 2001 ; Tamtsia et Beaudoin, 
2000). Il est reconnu qu’une éprouvette préalablement séchée avant le chargement 
mécanique ne subit pratiquement aucun fluage même si des précautions sont 
toutefois à prendre quant à la généralisation de cette affirmation à tous les cas de 
sollicitation. En effet, si elle est valable en compression2 (Acker et Ulm, 2001; Acker, 
1983, 1988), en torsion (Glucklich et Ishai, 1962) ou en flexion (Cilosani, 1964) cité 
par (Cook, 1972), ce n’est plus le cas en traction (Cook, 1972). Nous reviendrons 
plus en détail sur ce dernier cas au paragraphe suivant. Pickett, (1942) est le premier 
à avoir mis en évidence le comportement paradoxal du béton lorsqu’il subit un 
séchage en cours de chargement. En effet, si le fluage est plus faible lorsque les 
éprouvettes sont séchées avant un essai de fluage et sont maintenues dans un état 
d’équilibre hygrométrique, il sera d’autant plus fort qu’il leur reste à accomplir un 
séchage important (Acker, 1988). Cet effet paradoxal dit « effet Pickett » est illustré 
sur la Figure I-2 et a été constaté expérimentalement pour différents cas de 
chargement : en compression (Granger, 1995; Pons, 1998), en traction (Altoubat, 
2002; Kovler, 1995, 1999; Reviron, 2009), en flexion (Bastien-Masse, 2010) et en 
torsion (Ali et Kesler, 1964).  
En fonction des possibilités d’échange d’eau avec l’extérieur, deux types de 
fluage peuvent être définis. Le fluage propre est celui qui se produit en l’absence 
d’échange hygrométrique avec le milieu extérieur (par exemple en recouvrant la 
surface d’une éprouvette par plusieurs couches de feuilles en aluminium étanches 
(Toutlemonde et Le Maou, 1996) ou en maintenant l’état de la surface constamment 
humide (Altoubat et Lange, 2001b)) tandis que le fluage de dessiccation est le 
complément par rapport au fluage propre. C’est la part de déformation due au 
chargement lorsque le matériau subit en même temps du séchage (Ali et Kesler, 
1964; Pons et Torrenti, 2008). 
                                            
2
 Les résultats de fluage propre en compression obtenus sur pâte de ciment par Tamtsia et Beaudoin, 
(2000) montrent  toutefois des tendances contradictoires aux observations usuelles car une 
éprouvette complètement séchée (suivant différentes techniques) affiche un fluage propre plus 
important par rapport à une éprouvette saturée. 




Figure I-2 : Illustration de l’effet paradoxal de Pickett (Acker et Ulm, 2001) 
  Notons enfin que la définition du fluage propre d’une éprouvette qui subit en 
même temps l’effet du séchage (et donc du fluage de dessiccation par la même 
occasion) pose toutefois problèmes (Granger, 1995) car en toute rigueur, il n’existe 
pas de fluage propre correspondant à un béton en cours de séchage (Acker, 1988). 
En réalité, malgré la même structure, géométrie, âge et conditions de chargement, 
un béton conservé en conditions endogènes et un autre en dessiccation représentent 
deux matériaux différents (Kovler, 1996). Dans la suite, seul le fluage propre qui fait 
l’objet principal de cette thèse sera analysé. 
I-C.2.3 Analyse du fluage propre par  approche cinétique  
L’analyse des déformations de fluage propre obtenues sur bétons (BO et 
BHP) (Acker et Ulm, 2001; Ulm et al., 2000) mais également sur pâtes de ciment 
(Guénot-Delahaie, 1997) indique qu’il s’agit d’un processus se déroulant en deux 
phases de cinétiques de déformation différentes. On distingue le fluage à court terme 
(qui dure quelques jours tout au plus) qui correspond à une chute rapide en cinétique 
et le fluage à long terme (qui s’étale sur plusieurs années) se traduisant par une 
diminution de la cinétique de fluage proportionnelle à l’inverse de l’âge du matériau 
(Figure I-3). Les investigations menées par Brooks, (2005) sur différents bétons 
conservés sous différentes ambiances hygrométriques ont montré que les 
déformations de fluage ne tendent pas vers une valeur asymptotique même après 30 
ans. De plus, le fluage propre à court terme s’accompagne d’une augmentation de 
volume contrairement au fluage propre à long terme qui se produit à volume constant 
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(Acker et Ulm, 2001; Ulm et al., 2000). Précisons que ces résultats ont été obtenus 
dans le cadre d’essais en compression. 
    
Figure I-3 : Evolution de la cinétique de complaisance de fluage en fonction de l’âge du béton 
pour un BO (E/C=0.55) (a) - pour un BHP (E/C=0.33) (b) (Ulm et al., 2000) 
I-C.2.4 Les mécanismes du fluage propre 
Outre la différence d’un point de vue cinétique, la distinction entre fluage à 
court terme et fluage à long terme repose également sur l’hypothèse de l’existence 
de deux mécanismes propres à chacune de ces cinétiques. D’autres mécanismes 
sont évoqués dans la littérature mais ils ne sont pas clairement fléchés par rapport 
au fluage à court terme ou à long terme. Ils seront également présentés dans le 
paragraphe I-C.2.4.c. 
I-C.2.4.a Les origines du fluage à court terme 
Même si aucune théorie à ce jour n’explique pleinement le fluage du béton (Ali 
et Kesler, 1964; Tamtsia et Beaudoin, 2000), on sait que les phénomènes différés 
prennent leur source dans la présence d’eau au sein du matériau (Acker et Ulm, 
2001). Freyssinet est considéré comme étant l’un des premiers à avoir proposé une 
théorie expliquant le fluage. Selon ce précurseur, l’application d’un chargement induit 
une modification de la structure des pores capillaires de la pâte de ciment c’est-à-dire 
de leur aplatissement et donc un changement de la courbure des ménisques 
séparant les phases liquides et gazeuses, créant ainsi un retrait supplémentaire. 
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Pour Freyssinet, le fluage serait en fait un retrait amplifié par le chargement (Sousa 
Coutinho, 1977).  
 Les caractéristiques du fluage à court terme laissent penser qu’il résulte plutôt 
d’un mécanisme de type diffusif correspondant à une redistribution d’eau induite par 
une contrainte (Illston, 1965a). La théorie de la percolation (ou « water seepage 
theory ») formulée par Powers est souvent reprise dans la littérature (Ali et Kesler, 
1964; Domone, 1974; Guénot-Delahaie, 1997; Neville, 1955; Pons et Torrenti, 2008). 
Ainsi que nous l’avons vu au paragraphe I-C.1.2, la distance qui sépare les feuillets 
de C-S-H n’est pas suffisante pour que l’adsorption puisse s’effectuer librement. Ceci 
a pour effet de mettre l’eau sous une certaine pression appelée « pression de 
disjonction ». Cette pression va en outre s’opposer aux forces d’attraction entre les 
particules solides (forces de Van der Waals, attraction électrostatique…), et donc 
participer à l’équilibre mécanique du matériau. L’eau située dans les zones 
d’adsorption empêchée devient un élément structurel à part entière du matériau 
capable de transmettre localement les contraintes (Guénot-Delahaie, 1997). 
L’application d’une contrainte macroscopique va rompre cet équilibre et pour le 
rétablir, de l’eau va être expulsée par diffusion depuis les couches d’eau adsorbée 
(ou la pression est très intense) vers les pores capillaires (ou la pression est 
moindre). La contraction qui en résulte correspond au fluage à court terme qui est 
également appelé « déformation initiale différée » (Pons et Torrenti, 2008). Par 
conséquent, plus le matériau sera jeune (et donc saturé), plus l’amplitude du fluage à 
court terme sera importante. La recouvrance correspond donc au gonflement qui se 
produit au moment du déchargement lorsque l’eau diffuse vers les zones 
d’adsorption pour rétablir l’équilibre. Le vieillissement en amplitude et en cinétique 
peut être expliqué sur la base de l’hydratation des composés anhydres. D’après 
Bazant dans sa « solidification theory » (Bažant et Prasannan, 1989a, 1989b), le 
vieillissement serait la conséquence de la formation d’un gel qui se déposerait sous 
un état de contrainte nulle. Lorsque la quantité d’hydrates augmente, le matériau voit 
sa rigidité s’accroître entrainant une baisse de la complaisance, d’où le vieillissement 
en amplitude. Le vieillissement en cinétique quant à lui peut être expliqué par la 
modification de la viscosité suite à l’hydratation. Pons et Torrenti, (2008) interprètent 
plutôt le vieillissement en cinétique par une augmentation de la longueur du chemin 
de diffusion de l’eau libre et/ou faiblement liée suite au remplissage des capillaires 
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par des produits d’hydratation. Ces explications ne sont bien sûr valables que 
lorsque l’hydratation a lieu.  
I-C.2.4.b L’origine du fluage à long terme 
Le fluage à long terme trouverait sa source plutôt dans la nature visqueuse de 
la pâte de ciment. Les résultats d’essais de nano-indentation réalisés par Acker sur 
BFUHP et présentés dans le Tableau I-4 du paragraphe I-B.4 montrent en effet que 
les C-S-H possèdent un caractère visqueux assez marqué. Le fait que la véritable 
origine de la nature visqueuse des C-S-H ne soit pas clairement identifiée donne lieu 
à différentes théories dont les deux principales sont l’écoulement visqueux (ou 
« viscous flow theory ») (Ali et Kesler, 1964; Neville, 1955) et le cisaillement visqueux 
(ou « viscous shear theory ») (Acker et Ulm, 2001; Domone, 1974; Ulm et al., 2000). 
Selon la théorie de l’écoulement visqueux, le béton peut être assimilé à un 
assemblage de pâte de ciment de nature visqueuse et de phases inertes (d’un point 
de vue rhéologique : granulats, grains de ciment anhydres et les hydrates autres que 
les C-S-H). Ainsi au moment du chargement, l’écoulement de la pâte qui est gêné 
par les phases non visqueuses provoque le transfert graduel des contraintes de 
nature visqueuse vers ces derniers. Comme le fluage de la pâte est proportionnel à 
la contrainte appliquée (Guénot-Delahaie, 1997), la relaxation des contraintes 
visqueuses se traduit par une baisse progressive de la cinétique de fluage à long 
terme (Neville, 1955). De plus, le « viscous flow theory » permet d’expliquer d’autres 
aspects du fluage à long terme comme la recouvrance au moment du déchargement, 
les changements de volume se produisant durant le fluage et la grande sensibilité du 
fluage aux variations thermo-hygrométriques (Ali et Kesler, 1964). 
  La théorie du cisaillement visqueux quant à elle est fondée sur le glissement 
relatif des feuillets de C-S-H sous l’effet de la lubrification par l’eau des espaces 
interfoliaires (Tamtsia et Beaudoin, 2000). Pour mettre en évidence cet effet de 
lubrification, Hannant, (1968) a entrepris une expérience originale sur béton et sur 
pâte de ciment dont les principales étapes sont rappelées ci-après: 
   Séchage des éprouvettes (à 75°C pour le béton et 105°C pour la pâte) 
jusqu’à ce que le retrait résultant se stabilise. 
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   Essai de fluage en compression sur les éprouvettes séchées dans des 
conditions telles qu’il n’existe pas de possibilités d’échange hydrique avec le milieu 
ambiant (grâce à l’emballage des éprouvettes à l’aide de feuilles de cuivre). 
  A partir d’une certaine période, poursuite de l’essai de fluage sur les mêmes 
éprouvettes, mais cette-fois ci en conditions saturées en utilisant différents liquides : 
eau, méthanol, éthanol, benzène etc. 
Les résultats obtenus sur béton avec une saturation à l’eau sont illustrés sur la 
Figure I-4. Comme attendu, le fluage des éprouvettes séchées est pratiquement 
négligeable (<100 µm/m). Après resaturation des éprouvettes, on peut constater une 
augmentation très importante du fluage. Il apparaît donc que dans ce cas précis, le 
fluage ne peut plus être expliqué par le départ d’eau des pores de gel ou des pores 
de très petits diamètres puisqu’on devrait observer un gonflement plutôt qu’une 
contraction si on se réfère à la théorie de la diffusion d’eau sous contrainte. 
L’hypothèse du glissement relatif de particules semble de plus être corroborée par le 
fait que seules les molécules d’eau ont un diamètre suffisamment faible pour 
pénétrer dans les petits pores. En effet, le fluage obtenu en resaturant les 
éprouvettes avec de l’eau semble bien plus important que celui obtenu en utilisant 




Figure I-4 : Déformations de fluage d’éprouvettes pré-séchées après resaturation d’eau 
mesurées sur béton (Hannant, 1968) 
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Dans les zones d’adsorption empêchée et plus généralement dans les 
espaces délimités entre les feuillets de C-S-H, la pression de disjonction est 
équilibrée par les forces de liaisons entre les surfaces adjacentes. Ces liaisons entre 
surfaces solides sont donc sujettes à des forces de micro-précontraintes locales 
(« micro-prestress ») susceptibles de les rompre. Bažant et al., (1997) proposent 
alors que le vieillissement en cinétique du fluage à long terme peut être attribué à la 
relaxation de ces efforts de micro-précontraintes. En effet, une fois rompues, ces 
liaisons vont se reformer dans les zones adjacentes de moindres surtensions à 
cause du glissement des feuillets de C-S-H lié à l’application d’un chargement 
mécanique. Ceci conduit à l’épuisement en chaîne des sites potentiels de fluage de 
façon analogue à la propagation de dislocations dans les métaux, et il est alors 
possible d’identifier le comportement des hydrates de la pâte de ciment 
(principalement les C-S-H) à celui d’un comportement de type viscoplastique (Acker, 
2004a, 2004b). Finalement, le fluage à long terme peut être vu comme le résultat du 
glissement des feuillets de C-S-H induit par la propagation de rupture et la 
reformation de liaisons localisées dans les nanopores (Guénot-Delahaie, 1997).  
Comme rapporté par Neville, (1955) et Ali et Kesler, (1964), les déformations 
plastiques liées à la propagation de défauts cristallins du type dislocation peuvent 
être considérées comme un mécanisme possible mais la grande sensibilité du fluage 
aux mouvements d’humidité ainsi que l’absence d’un seuil de contrainte à partir 
duquel le fluage se déclenche remettent en cause cette théorie. 
Actuellement, les avis sont encore partagés sur les véritables causes du 
fluage à long terme (Pons et Torrenti, 2008) et le débat sur cette question est loin 
d’être clos. 
I-C.2.4.c Les autres mécanismes 
Dans cette catégorie, les points de vue de quelques auteurs sur les causes 
possibles du fluage en général sans différenciation du fluage à court du fluage à long 
terme ont été regroupés. 
Sousa Coutinho, (1969, 1977) propose comme origine du fluage l’hydratation 
supplémentaire sous contrainte. L’application d’un chargement va en effet créer une 
augmentation de pression qui a pour effet d’accroître la solubilité des grains de 
ciment qui ne sont pas encore hydratés. Cette hydratation sous contrainte va alors 
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provoquer un retrait supplémentaire (dû à la contraction Le Chatelier) qui est identifié 
comme étant le fluage. De plus, l’augmentation de la résistance de l’ordre de 10 % 
penche en faveur de cette théorie. Ghosh, (1973) quant à lui propose 4 mécanismes 
pour expliquer le fluage au jeune âge qui sont respectivement : l’effet de la pression 
osmotique, l’effet combiné du fluage-retrait (endogène), l’hydratation sous contrainte 
et la création d’un nouveau gel en l’absence de contrainte. Pour plus de détails sur 
ces théories, le lecteur pourra se reporter à l’article (Ghosh, 1973). 
Il existe également d’autres théories qui reposent sur la structure hétérogène 
du béton. Selon Rossi (Rossi, 1988; Rossi et al., 1994), le fluage et la relaxation 
propres du béton seraient liés à la création de microfissures distribuées dans tout le 
volume suite à l’application d’un chargement. Ceci a d’ailleurs fait l’objet de 
vérifications expérimentales à l’aide de mesures d’émission acoustiques qui montrent 
clairement une proportionnalité entre le fluage propre et le nombre d’événements 
acoustiques détectés. Le choc hydrique dû à l’apparition de ces discontinuités est en 
réalité beaucoup plus intense localement que celui provoqué par le démoulage de 
l’éprouvette, ce qui a pour conséquence une migration de l’eau depuis les capillaires 
vers ces zones micro-endommagées. Le séchage dit de « post-fissuration » se 
produisant à la périphérie de chaque microfissure est accompagné d’un retrait 
supplémentaire (analogue au retrait d’auto-dessiccation avec l’apparition des 
phénomènes de tensions capillaires) qui s’apparente au fluage propre.     
Les principaux mécanismes connus du fluage propre ont été présentés dans 
cette analyse. Même avec les différents outils disponibles aujourd’hui, pencher en 
faveur de l’un ou l’autre dans le cas d’un matériau aussi complexe que le béton ou la 
pâte de ciment reste encore une tâche ardue. Il incombe aux spécialistes de la 
physico-chimie de réaliser ce travail de fond.  
I-C.2.5 Les facteurs influençant le fluage propre 
Les déformations de fluage du béton sont sensibles à plusieurs facteurs. Le 
Tableau I-6 récapitule de manière qualitative l’influence de différents paramètres (la 
liste n’étant pas exhaustive) sur le fluage propre, relatifs aux points suivants: la 
composition du béton, l’état hygrothermique de l’éprouvette, le chargement et l’effet 
d’échelle. 
 




La composition du béton 
Paramètre concerné Effet(s) sur le fluage 
Rapport E/C 
Fluage propre plus important lorsque le rapport E/C 
augmente  
Ciment (quantité et nature du ciment 
[finesse, vitesse de prise, etc.]) 
Agit sur l’amplitude finale du fluage 
Granulats (composition minéralogique, 
propriétés mécaniques, proportions 
dans le béton) 
Pas de conclusion évidente : pour des formulations 
qui ne diffèrent que par la nature minéralogique des 
granulats, le fluage peut afficher des variations très 
importantes (Cubaynes et Pons, 1996)  
Additions minérales 
Les effets ne sont pas les mêmes selon que le 
béton  est jeune (fluage important) ou mature 
(fluage réduit) (Li et Yao, 2001) 
L’état hygrothermique de l’éprouvette  
Paramètre concerné Effet(s) sur le fluage 
Température 
Amplifie le fluage propre jusqu’à un facteur de 15 
pour des valeurs de température allant de 20 à 
80°C (Ladaoui et al., 2012) 
Teneur en eau 
Modifie considérablement l’amplitude finale du 
fluage propre qui est quasiment négligeable pour 
une éprouvette pré-séchée (Acker et Ulm, 2001 ; 
Wittmann 1973) 
Le chargement 
Paramètre concerné Effet(s) sur le fluage 
Intensité  
Agit sur la cinétique de déformation donc sur la 
nature du fluage (primaire, secondaire ou tertiaire) 




Pas d’effets sur la cinétique mais plutôt sur 
l’amplitude finale 
Durée Baisse de la cinétique (Illston, 1965a) 
L’effet d’échelle 
Paramètre concerné Effet(s) sur le fluage 
Effet d’échelle 
Pas d’effet significatif sur le fluage propre en 
compression contrairement au fluage propre en 
traction (Rossi et al., 2012) 
Tableau I-6 : Influence de différents paramètres sur le fluage propre 
I-C.2.6 Sur le couplage fluage-retrait 
Le fluage n’étant pas accessible directement, sa détermination passe 
nécessairement par la connaissance du retrait qui se développe en parallèle. La 
méthode actuelle de détermination du fluage propre d’une éprouvette suppose que 
cette dernière subit le même retrait qu’une éprouvette non chargée, issue de la 
même gâchée et conservée dans les mêmes conditions. L’avènement assez récent 
des BHP, des BTHP et BUHP présentant un retrait endogène très important a motivé 
les chercheurs à se poser des questions sur la pertinence de cette simple additivité 
du retrait et du fluage. 
Déjà au début des années 1930, Freyssinet considérait le fluage comme un 
retrait amplifié par le chargement (Sousa Coutinho, 1977). Ceci laisse présager d’une 
possible origine commune entre les deux types de déformation différée. Les travaux 
de (Munoz, 2000; Pons et al., 2003; Sicard et al., 1996; Ulm et al., 2000) ont montré 
que si l’on reporte les déformations totales d’un béton sous charge en fonction de la 
déformation de retrait, trois phases se distinguent clairement : (Figure I-5 et Figure 
I-6) 




Figure I-5 : Relations entre déformations sous charge et déformations de retrait en mode 
endogène (Pons et al., 2003) 
 
Figure I-6 : Délimitation des différentes phases de déformation différée figurant sur la Figure I-5 
(Pons et al., 2003) 
  La phase 1 dure quelques jours et présente des similitudes avec les 
déformations de recouvrance en termes de cinétique. Cette part réversible peut être 
associée à une micro-diffusion de l’eau libre dans les capillaires induite et amplifiée 
par l’application d’une contrainte liée au chargement (Pons et al., 2003). Sicard et al., 
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(1996) identifient cette phase à la réponse initiale différée du béton qui est celle qui 
suit la réponse initiale instantanée se développant pendant l’application quasi-
instantanée de la charge (Illston, 1965a). 
  La phase 2 de très longue durée au cours de laquelle les déformations sous 
charge sont proportionnelles aux déformations de retrait d’éprouvettes non chargées. 
Elle met en évidence le fait que le retrait et le fluage sont bien corrélés (Sicard et al., 
1996). D’une part le retrait peut être vu comme un fluage sous contrainte d’origine 
hydrique (Hua et al., 1995a, 1995b; Pons et al., 2003; Ulm et al., 2000). D’autre part, 
le fluage peut être considéré comme une amplification du retrait sous l’effet d’une 
charge externe. On peut alors être tenté d’associer les deux déformations différées à 
un même mécanisme. Acker, (2004b) introduit la notion de « potentiel de fluage » 
pour exprimer le fait que pour un même taux de chargement, une éprouvette chargée 
tardivement mobilise un fluage propre réduit par rapport à une autre éprouvette 
chargée plus tôt. En effet, les déformations de retrait endogène qui se développent 
avant l’application du chargement (qui sont d’autant plus importantes que le réseau 
poreux est fin) entament une grande partie de ce « potentiel ». C’est pourquoi un 
béton présentant un fort retrait manifeste un fluage plus faible (Acker, 2004a, 2004b). 
Il est à noter que la proportionnalité entre déformation totale et retrait est 
indépendante des conditions d’exposition (Pons et Torrenti, 2008). Ainsi, les résultats 
de (Gamble et Parott, 1978) confirment bien l’hypothèse faite par Ali et Kesler, (1964) 
quelques années plus tôt sur la proportionnalité entre le fluage et le retrait de 
dessiccation. Plusieurs auteurs (Altoubat, 2002; Bažant et Chern, 1985; Bažant et Xi, 
1994; Granger, 1995; Kovler, 1995) ont par la suite introduit la notion de retrait induit 
par la contrainte ou « stress-induced shrinkage » comme pouvant être à l’origine du 
fluage de dessiccation. Le problème est toutefois plus complexe en dessiccation car 
la distribution des contraintes dans une éprouvette chargée est différente de celle 
dans une éprouvette témoin du fait de l’existence de fissures de surface (Acker, 
1983; Altoubat, 2002; Pons et al., 2003).   
  La phase 3 qui traduit le comportement à très long terme et qui n’est pas un 
fluage tertiaire comme l’explique les auteurs. Elle correspond en réalité à l’évolution 
continuelle de la déformation sous charge alors que parallèlement, le retrait est 
pratiquement stoppé par faute de potentiel interne.  
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Il apparait alors que la façon de décomposer les déformations totales sous 
charge en fluage et retrait n’est pas très pertinente puisque ces phénomènes ne sont 
pas indépendants (Pons et al., 2003). De plus, le fait que les déformations de fluage 
soient irréversibles rend possible l’hypothèse d’une modification de la microstructure 
du matériau sous l’effet d’une charge de longue durée. Une éprouvette qui sert pour 
la mesure des déformations de fluage et une autre éprouvette utilisée pour la mesure 
des déformations de retrait peuvent donc avoir des microstructures différentes. En 
effet, les résultats de Sousa Coutinho, (1969, 1977) ont montré que le fluage pouvait 
agir sur le processus d’hydratation des grains de ciment en augmentant leur solubilité 
sous l’effet d’une contrainte mécanique. D’autre part, il peut aussi amener à une 
consolidation du matériau (Cook et Chindaprasirt, 1981; Morin et Maso, 1982). 
 Lee et al., (2006) ont montré que le retrait endogène d’une éprouvette 
chargée ne varie pas de façon non-linéaire avec la contrainte appliquée. En d’autres 
termes, cela signifie que soit le retrait endogène est indépendant de la contrainte 
appliquée, soit les deux sont proportionnels. Selon ces auteurs, le découpage 
conventionnel est tout à fait acceptable pour l’extraction de la composante de fluage 
tant que ce dernier reste linéaire (c’est-à-dire pour des niveaux de chargement 
modérés).  
Pour sa part, Rossi (Rossi, 1988; Rossi et al., 1994) associe le fluage propre à 
un retrait supplémentaire dû à l’auto-dessiccation à travers les microfissures 
nouvellement créées lors d’un chargement quasi-statique. L’intensité de ce retrait 
dépend fortement de l’état d’endommagement du matériau puisque le fluage propre 
(c’est-à-dire le retrait supplémentaire) sera d’autant plus important que la densité de 
microfissures créées lors du chargement est élevée. Pour Rossi (Rossi et al., 2012), 
il faudrait changer les habitudes en écrivant la relation (I-16) plutôt que la 
décomposition classique figurant dans la relation (I-17).    
                                          (I-16) 
                                               (I-17) 
Dans la relation (I-16),     signifie retrait sous charge. 
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I-C.3 Le cas du fluage en traction 
      Il est reconnu que la traction joue un rôle majeur dans les processus 
d’endommagement du béton (Mazars, 1986). Il peut donc sembler paradoxal que 
très peu d’études seulement lui soient consacrées, compte tenu de son importance 
dont nous venons d’évoquer. Ce constat est dû à deux causes. D’une part, une faible 
valeur de résistance à la traction et une capacité de déformation très limitée font que 
les propriétés mécaniques en traction ont toujours pratiquement été négligées dans 
les calculs de structures (Yerlici, 1965). D’autre part, les essais en traction sont plus 
difficiles à mettre en œuvre, notamment en ce qui concerne la fixation d’éprouvettes 
à base de matériaux cimentaires à la machine d’essai étant donné leur caractère 
fragile (Gopalaratnam et Shah, 1985; Granju, 1977). A propos du premier point, 
Corres-Peiretti et Caldentey, (1997) indiquent que malgré la faible résistance en 
traction, les concepteurs et les ingénieurs de structures en font constamment usage, 
consciemment ou inconsciemment. Ils illustrent leur point de vue sur l’usage du 
concepteur de la résistance en traction à travers deux exemples bien connus : l’effet 
raidissant (ou « tension stiffning effect ») qui contribue à limiter la flèche et l’ouverture 
des fissures d’éléments en béton armé et le renforcement minimal d’armatures dans 
les structures en béton. Concernant le second aspect, les chercheurs ont souvent 
recours à d’autres alternatives que l’essai de traction directe comme les essais de 
traction par flexion ou par fendage. De ce fait, seulement très peu d’informations sur 
le comportement mécanique du béton et plus particulièrement sur son comportement 
différé en traction sont disponibles dans la littérature, si bien qu’on se réfère 
pratiquement toujours au comportement différé en compression. Pourtant, il est 
important de se poser la question de savoir si le fluage en traction est bien identique 
à celui en compression, question qui, à ce jour, n’a pas encore reçu de réponse sans 
équivoque (Benboudjema et al., 2012; Briffaut et al., 2012) malgré quelques 
tentatives pour y répondre (Atrushi, 2003; Bastien-Masse, 2010; Briffaut et al., 2012; 
Brooks et Neville, 1977; Illston, 1965b; Kristiawan, 2006; Reviron, 2009; Reviron et 
al., 2008; Rossi et al., 2012).  
Les différentes déformations de retrait qui se développent dans le béton (cf. 
paragraphe I-C.1), lorsqu’elles sont empêchées (partiellement ou totalement (Tao et 
Weizu, 2006)) induisent des contraintes, généralement de traction, qui peuvent 
conduire à l’apparition de fissures préjudiciables vis-à-vis de l’application et/ou de la 
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durabilité de l’élément (Bissonnette et Pigeon, 2000; Pigeon et Bissonnette, 1999). 
En effet, l’amplitude du retrait ultime (variable suivant les conditions de conservation) 
est de l’ordre de 250 µm/m à 1000 µm/m, ce qui peut représenter jusqu’à 10 fois la 
déformation élastique instantanée (Bissonnette et Pigeon, 1995, 2000; Bissonnette 
et al., 2007). Une solution envisageable est l’utilisation de composites cimentaires 
ayant une grande capacité de déformation (par exemple les bétons incorporant des 
granulats en caoutchouc en substitution partielle des granulats naturels (Turatsinze 
et al., 2007). L’obtention d’une telle capacité de déformation est malheureusement 
acquise aux dépens de la résistance, ce qui limite les applications potentielles de ces 
nouveaux composites résistants à la fissuration. La prise en compte des propriétés 
mécaniques différées du béton (fluage et relaxation) devient alors un élément 
incontournable au regard des problèmes de durabilités rencontrés sur des ouvrages 
ou des réparations en béton (et plus généralement sur des matériaux à base de 
matrice cimentaire) (Altoubat et Lange, 2001a; Baluch et al., 2002; Bissonnette et 
Pigeon, 2000; Lee et al., 2011; Pigeon et Bissonnette, 1999). Plusieurs auteurs 
(Altoubat et Lange, 2001a; Bissonnette et Pigeon, 1995, 2000) proposent de 
quantifier l’effet bénéfique du fluage en traction vis-à-vis du retrait à travers le ratio 
fluage-retrait qui traduit la capacité du fluage en traction à relaxer les contraintes 
induites par la restriction des déformations de retrait. Selon (Altoubat et Lange, 
2001a), le fluage en traction peut soulager les contraintes dues au retrait jusqu’à 
50 % pour les BO et les BHP. 
I-C.3.1  Les différentes interactions avec le fluage en traction 
I-C.3.1.a Interactions fluage en traction-retrait 
Un point qui oppose radicalement le fluage en traction avec celui en 
compression est que dans le premier cas, les déformations évoluent dans le sens 
contraire du retrait contrairement à ce qui se passe dans le second cas. Les 
couplages qui peuvent exister entre le fluage et le retrait ont été mis en évidence 
dans le paragraphe I-C.2.6. Compte tenu des faibles valeurs de déformation en 
traction (Reviron, 2009; Reviron et al., 2008), la variabilité naturelle du retrait (de 
l’ordre de 15 % en conditions endogènes en se référant aux résultats de Bissonnette 
et al., (2007)) entre les éprouvettes est suffisante pour causer une dispersion au 
niveau du fluage lorsqu’on déduit le retrait des déformations sous charge (Illston, 
1965b). L’usage quasi-exclusif de la décomposition conventionnelle des 
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déformations différées dans le cas de la traction (Altoubat et Lange, 2001a, 2001b; 
Altoubat, 2002; Bissonnette et Pigeon, 1995; Bissonnette et al., 2007; Illston, 1965b; 
Kovler, 1995, 1999; Reviron, 2009; Reviron et al., 2008) permet donc d’expliquer en 
partie l’absence de consensus au sein de la communauté scientifique en ce qui 
concerne le fluage (propre) en traction (Benboudjema et al., 2012). 
 Le retrait peut devenir un facteur gênant pour l’obtention des déformations de 
fluage notamment lorsque le béton est jeune (c’est-à-dire pour des périodes proches 
de la fin du coulage). Altoubat et Lange, (2001b) ont montré qu’à cause de l’auto-
dessiccation, il existait une différence notable entre le fluage obtenu en conditions 
endogènes (c’est-à-dire sans échange hydrique avec le milieu extérieur) et en 
conditions humides (en maintenant la surface de l’éprouvette constamment humide). 
D’après ces auteurs, le maintien d’une condition humide à la surface des éprouvettes 
a pour effet d’augmenter la pression de vapeur interne et donc d’équilibrer une partie 
du retrait endogène causé par l’hydratation. Ceci est visible sur la Figure I-7 où le 
retrait est quasiment négligeable. De plus, l’apport d’humidité externe permet de 
compenser l’eau consommée par la poursuite de l’hydratation des grains de ciment.     
 
Figure I-7 : Fluage et retrait en conditions endogènes et humides (Altoubat et Lange, 2001b) 
Reinhardt et Rinder, (2006) ont mis en évidence à travers des essais de 
fluage propre en traction sur BHP sous de hauts niveaux de chargement (taux 
supérieur à 80 %) que le retrait des éprouvettes chargées est plus important que 
celui des éprouvettes témoins non chargées. Il en résulte un fluage avec une 
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cinétique de déformation négative pendant les 200 premiers jours de la période de 
test, ce qui peut paraître surprenant compte tenu de l’importance de la charge 
appliquée (Figure I-8(a)). De plus, il se produit en parallèle une baisse continuelle de 
l’humidité relative interne (Figure I-8(b)). On pourrait alors penser qu’il s’agit des 
effets d’une poursuite d’hydratation sous l’effet d’une contrainte de traction comme le 
proposent Maruyama et al., (2002). Ceci est d’ailleurs confirmé  par l’augmentation 
de la résistance des éprouvettes après les essais de fluage. De plus, la poursuite 
d’hydratation serait plus prononcée dans le cas des BHP par rapport aux BO 
(Reinhardt et Rinder, 1998).   
 
Figure I-8 : Fluage propre en traction (avec une cinétique négative) (a) – Variation de l’HR 
interne des éprouvettes chargées (b) (Reinhardt et Rinder, 2006) 
I-C.3.1.b Interactions fluage en traction-eau-fissuration 
Nous avons évoqué au paragraphe I-C.2.4 l’importance de l’eau vis-à-vis des 
processus différés du béton. Ainsi pour la majorité des sollicitations, le fluage d’une 
éprouvette complètement sèche était pratiquement négligeable. Les résultats 
obtenus en traction par Cook, (1972) montrent une tendance contraire aux 
observations usuelles puisque dans le cas d’éprouvettes totalement séchées et 
maintenues dans cet état, le fluage en traction est loin d’être négligeable. Cook, 
(1972) explique ses observations comme étant l’effet de la croissance de 
microfissures au sein de l’éprouvette (à cause du séchage à 105°C).  
Chapitre I : Synthèse bibliographique 
51 
 
Etonnamment, l’effet Pickett existe également en traction (Altoubat, 2002; 
Bissonnette et Pigeon, 1995, 2000; Bissonnette et al., 2007; Kovler, 1995; Kovler et 
al., 1999). En effet, le fluage de dessiccation peut s’expliquer comme étant un 
supplément de retrait d’une éprouvette chargée par rapport à une éprouvette témoin 
microfissurée en surface (à cause des autocontraintes de traction qui s’y 
développent) (Pons et Torrenti, 2008; Pons, 1998). Si cela peut sembler logique en 
compression, ce n’est plus le cas en traction puisque les déformations de retrait et de 
fluage s’opposent. Selon Altoubat, (2002), il serait dû à la combinaison du retrait 
induit par la contrainte (ou « stress-induced shrinkage ») et la microfissuration de 
surface induisant l’adoucissement. Kovler, (1999) remet pourtant en cause 
l’existence d’un retrait induit par la contrainte pour le cas de la traction qui selon lui 
ne devrait même pas exister, étant donné que la déformation additionnelle observée 
est un supplément de fluage et non de retrait. Ward et Cook, (1969) s’intéressent à 
l’effet de l’humidité relative externe imposée sur le comportement différé en traction 
en comparant le fluage en traction d’éprouvettes chargées sous HR constante et 
sous HR cyclique. Leurs résultats d’essais de fluage en traction sous HR variable 
sont présentés sur la Figure I-9. 
 
Figure I-9 : Fluage en traction avec variation d’HR : chargement à 7 jours (a) – chargement à 28 
jours (b) (Ward et Cook, 1969) 
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 Concernant le fluage en traction sous différentes ambiances d’humidité 
maintenues constantes, les résultats ne montrent pas de différences considérables 
en termes de fluage spécifique. Dans tous les cas d’ambiances d’humidité cycliques 
(cycle séchage-humidification ou humidification-séchage), on peut toujours observer 
une accélération bien nette de la cinétique de déformation (Figure I-9). Ces auteurs 
expliquent leurs résultats de la façon suivante : le béton, à l’état initial (c’est-à-dire en 
l’absence de chargement) ou soumis à des chargements modérés, est le siège de 
microfissurations initiées en majeure partie au niveau de l’interface pâte de ciment-
granulats (Al-Kubaisy et Young, 1975; Torrenti et al., 1988). D’après Griffith, une 
fissure continue à se propager dans un matériau tant que l’apport d’énergie externe 
est excédentaire par rapport à l’énergie requise pour la fissuration. Cette dernière 
décroit avec l’adsorption d’eau qui facilite la propagation des microfissures 
préexistantes. Cook et Haque, (1974) ont d’ailleurs noté une chute très importante de 
la résistance en traction (jusqu’à 80 %) d’éprouvettes de mortier pré-séchées après 
adsorption d’eau. Rossi et al., (2012) se basent sur le même principe pour expliquer 
la propagation des microfissures liées au chargement initial lors d’un essai de fluage 
de traction en conditions endogènes. Dans ce cas particulier, l’adsorption provient de 
la migration de l’eau des capillaires vers les microfissures nouvellement créées. 
Inversement, la désorption augmente l’énergie surfacique de la pâte et ne fait pas 
que retarder la croissance des fissures mais tend également à « cicatriser » ces 
dernières. De ce fait, pour les éprouvettes soumises au séchage, l’énergie surfacique 
de la pâte augmente et la fissuration se stabilise. En parallèle, il apparaît une 
déformation additionnelle qui peut être considérée comme étant du fluage mais qui 
correspond plus exactement à une ouverture de fissure due à un séchage différentiel 
(effet Pickett). Néanmoins, l’effet Pickett permet de justifier les résultats obtenus sur 
un béton chargé au jeune âge mais ne peut pas expliquer le comportement d’un 
béton âgé du fait que les contraintes induites par le séchage sont réduites au bout 
d’un certain temps (Ward et Cook, 1969). 
Il existe donc un couplage indéniable entre le fluage en traction, l’eau et la 
fissuration. Ce couplage a donné lieu à différentes théories pour expliquer le fluage 
en traction : la théorie de la percolation modifiée prenant en compte les effets dus à 
la microfissuration pour Ward et Cook, (1969), la théorie de l’attaque corrosive des 
gels de C-S-H par la vapeur d’eau combinée à l’effet de l’auto-dessiccation et d’un 
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chargement pour Maruyama et al., (2002). Dans leur démarche, Rossi et al., (2012) 
s’appuient sur l’effet combiné de l’ouverture des microfissures (auto-entretenues par 
la migration d’eau depuis les pores capillaires) et du retrait additionnel anisotrope 
« post-fissuration ». Pour plus de détails sur ces théories, le lecteur peut se reporter 
à ces différents travaux.  
I-C.3.1.c Interactions fluage en traction-endommagement 
En étudiant la rupture des métaux sous l’effet d’une contrainte soutenue, 
Kachanov, (1958) a mis pour la première fois en évidence le couplage qui pouvait 
exister entre le fluage d’un matériau et l’état d’endommagement de sa 
microstructure. Selon la théorie de l’endommagement, la création de dommages au 
sein d’un matériau conduit à une augmentation de l’intensité des contraintes 
effectives qui y règnent et cela se manifeste macroscopiquement par des 
déformations plus importantes que prévu. Le fluage en traction devient alors 
particulièrement sensible à l’état d’endommagement du béton compte tenu du mode 
de fissuration (avec des fissures orientées perpendiculairement à l’axe du 
chargement et ouvertes en mode I qui conduisent in fine à une section résistante 
nette d’autant plus faible que l’endommagement est plus important).  
Østergaard et al., (2001) ont noté que le fluage en traction déviait du 
comportement linéaire pour une valeur du taux de chargement située entre 25 % à 
45 %. Le fait que le béton utilisé dans leur étude soit encore très jeune au moment 
du chargement (effectué à 1 jour après le coulage) et donc faiblement résistant  
explique probablement les non-linéarités observées. Il est d’ailleurs difficile de 
trouver dans la littérature un compromis entre les différents auteurs sur la valeur de 
ce seuil de linéarité puisque les conditions d’essais ne sont pratiquement jamais les 
mêmes (âge au moment du chargement, cure des éprouvettes etc.). Il se situerait 
ainsi entre 50 et 67 % selon Bissonnette et al., (2007), entre 40 et 60 % selon 
Domone, (1974), entre 60 et 70 % pour Omar et al., (2009), serait inférieur à 50 % 
pour Illston, (1965b), etc., selon les conditions d’essais respectives. Le 
franchissement du seuil de non-linéarité n’implique pas forcément une rupture de 
l’éprouvette mais marque juste la non-proportionnalité entre la déformation de fluage 
et la contrainte appliquée (la complaisance et le fluage spécifique n’ont plus de sens 
dans ce cas). 
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 Plusieurs études récentes basées sur la détection d’émissions acoustiques 
(Omar et al., 2009; Rossi et al., 2012; Saliba, 2012; Saliba et al., 2012) ont montré 
qu’il existait une corrélation entre le fluage en traction et la croissance de 
discontinuités dans le béton. Al-Kubaisy et Young, (1975) définissent deux seuils 
d’endommagement lors la phase de chargement instantané: le premier est compris 
entre 20 et 38 % de la résistance en traction à court terme (Cook, 1972) et le second 
situé entre 68 et 78 % (Evans et Marathe, 1968). Les fissures d’interface sont initiées 
au niveau de l’interface pâte-granulats à un taux de chargement voisin du premier 
seuil et leur densité dépend du degré d’hétérogénéité du matériau (Cook et 
Chindaprasirt, 1981). Pour des niveaux de contraintes plus élevés, les fissures 
d’interface se stabilisent et ne vont évoluer que lorsque la valeur de la contrainte 
atteint le second seuil (Saito, 1987). A partir de ce point, les fissures de mortier vont 
apparaître, coalescer avec les fissures d’interface et se propager rapidement dans 
tout le matériau pour finalement se localiser et conduire à la rupture de l’éprouvette. 
Le seuil de passage en fluage tertiaire correspondrait alors au domaine de la courbe 
contrainte-déformation à court terme où les fissures de mortier augmentent 
intensément (Meyers et al., 1969). D’après Meyers et al., (1969), la rupture par 
fluage tertiaire n’est possible que si le chargement instantané conduit à des fissures 
de mortier, sachant que le fluage et le retrait ne peuvent qu’accroître les fissures 
d’interface. Le mode de rupture par fluage tertiaire correspond donc à un mode de 
rupture par croissance et intensification de l’état d’endommagement d’un spécimen 
et le niveau de chargement au-delà duquel on passe en fluage tertiaire correspond à 
la résistance différée ou résistance à long terme (Domone, 1974). De même que le 
seuil de linéarité, la valeur de la résistance différée ainsi que du temps au bout 
duquel survient la rupture varie beaucoup suivant les auteurs. 
On citera enfin les travaux de Carpinteri et al., (1997) sur l’interaction entre le 
fluage en traction et l’endommagement qui ont mené des investigations sur le 
comportement différé en traction directe ainsi qu’en flexion d’éprouvettes de béton 
pré-endommagées. Le pré-endommagement est créé en chargeant les éprouvettes 
jusqu’à un point de la branche descendante de la loi de comportement (en 
asservissant les essais en déplacement) qui deviendra la nouvelle capacité portante. 
La charge appliquée est fixée comme étant un certain pourcentage de cette nouvelle 
capacité portante et est maintenue constante jusqu’à l’apparition d’une déformation 
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stabilisée ou bien, le cas échéant, jusqu’à la rupture de l’éprouvette. Les résultats 
obtenus mettent en lumière un processus qui comprend trois phases: un fluage 
primaire caractérisé par une cinétique qui décroît dans le temps, un fluage 
secondaire avec un taux pratiquement constant et enfin un fluage tertiaire avec une 
accélération de la cinétique de déformation. En termes d’amplitude, le fluage 
secondaire et tertiaire sont quasiment du même ordre de grandeur. Par ailleurs, il 
ressort de cette étude que la capacité de résistance à la rupture par fluage du béton 
décroît avec l’accroissement de l’endommagement de ce dernier qui est une fonction 
croissante de l’intensité du chargement. 
I-C.3.2 Effets des paramètres de composition du béton sur le fluage en traction 
 L’eau : 
Les auteurs s’accordent à dire que le fluage en traction augmente avec le 
rapport E/C (donc inversement à la résistance) sur béton jeune (Bissonnette et 
Pigeon, 1995) comme sur béton mature (Domone, 1974). Le même effet a été 
constaté pour ce qui est de la compression.  
 Les granulats : 
En compression, plus le volume relatif des granulats est important (et donc 
plus le volume relatif de ciment est faible), plus le fluage est faible (Pons et Torrenti, 
2008). Un effet inverse est observé en traction (Bissonnette et Pigeon, 1995; Ward et 
Cook, 1969) sur béton jeune. Toutefois, Domone, (1974) retrouve les mêmes 
tendances qu’en compression sur béton mature. Au jeune âge, la proportion de 
granulats mais également la dimension du plus gros granulat exercerait une 
influence considérable sur la formation et la propagation de fissures et donc sur 
l’amplitude du fluage en traction (Ward et Cook, 1969). De plus, le retrait endogène 
et donc la microfissuration qui l’accompagne (du fait de la nature hétérogène du 
béton), sont très importants durant cette période. 
 Les additions minérales : 
L’addition minérale dont l’effet sur le fluage en traction a le plus été étudié est 
sans doute la fumée de silice. Cette dernière semble avoir un effet amplificateur sur 
le fluage en traction au jeune âge si on se réfère à différents travaux (Atrushi, 2003; 
Bissonnette et Pigeon, 1995; Kovler et al., 1999; Pane et Hansen, 2002; Tao et 
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Weizu, 2006). Il est possible est que pendant cette période, une partie des particules 
n’a pas encore réagi et en raison de leur forme sphérique et lisse, elles augmentent 
le fluage (Kovler et al., 1999). Néanmoins, le résultat inverse se produirait sur des 
bétons matures par suite d’une densification de la microstructure due à l’effet 
pouzzolanique (Bissonnette et Pigeon, 1995; Kovler et al.,1999). Au jeune âge, l’effet 
de l’incorporation de cendres volantes serait tout simplement le contraire de celle de 
la fumée de silice (Pane et Hansen, 2002; Tao et Weizu, 2006).  
 Les fibres métalliques : 
  Selon Bissonnette et Pigeon, l’effet des fibres métalliques vis-à-vis du fluage 
en traction résiderait essentiellement au niveau de la qualité de l’interface fibre-pâte 
qui dépendrait de leur taille et leur géométrie. Concernant la taille, les microfibres 
induiraient la présence d’air entraîné tandis que les macrofibres modifieraient la 
microstructure. Au final, on assiste à une augmentation du fluage en traction 
(Bissonnette et Pigeon, 1995). A propos de l’effet de la géométrie des fibres sur le 
fluage en traction, il serait différent si les fibres sont droites (interface de moindre 
qualité donc fluage plus important) ou ondulées (interface de meilleure qualité donc 
fluage réduit) pour le même dosage en fibres (Bissonnette et al., 2007). D’après 
Altoubat et Lange, (2001b), les fibres, en contrôlant les microfissures, mobilisent un 
plus grand volume de pâte pour le transfert des contraintes. Les contraintes internes 
deviennent alors moins intenses et mieux réparties, ce qui entraîne une réduction de 
la cinétique initiale du fluage en traction, notamment pour des bétons au très jeune 
âge.  
I-C.3.3 Comparaison du fluage en traction et en compression 
La comparaison entre le fluage en traction et en compression représente un 
enjeu majeur pour la conception de structures et d’ouvrages durables. En effet, en 
l’état actuel, on se réfère toujours au comportement différé en compression dans la 
majorité des cas puisque les essais sont plus faciles à mettre en œuvre 
(Benboudjema et al., 2012). Pourtant cette manière de faire peut se révéler 
dangereuse étant donné que l’historique des contraintes au cours de la vie d’un 
ouvrage est très complexe et variable et qu’une différence de comportement différé 
en traction et en compression peut conduire à des écarts considérables entre la 
réalité et les calculs prévisionnels.  
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Les résultats de comparaison de fluage en traction et en compression ne sont 
pas très nombreux si l’on se réfère au nombre de travaux disponibles dans la 
littérature sur ce sujet. Ils peuvent être classés en deux catégories : celles qui traitent 
de la comparaison sur béton au jeune âge et celles qui comparent les bétons 
matures. 
I-C.3.3.a  Comparaison au jeune âge 
Atrushi, (2003) a comparé le fluage propre en traction et celui en compression 
pour des bétons âgés de 1 à 8 jours. D’après ses conclusions, la cinétique du fluage 
en compression serait plus importante que celle en traction au début de l’essai si on 
parle en termes de complaisance de fluage (cf. paragraphe I-C.2.1). Toutefois, 
comme la cinétique en compression décroît plus rapidement que celle en traction, les 
deux courbes vont se croiser au bout de 6 jours de chargement et c’est finalement le 
fluage en traction qui l’emporte (Figure I-10 (a)). Si on considère la déformation 
visqueuse (c’est-à-dire en retirant la déformation instantanée), le fluage en traction 
serait plus important que celui en compression dès le début des essais puis les 2 
courbes vont évoluer en affichant une divergence de plus en plus marquée. Sur la 
base d’un calcul approximatif du fluage propre en traction, Bastien-Masse, (2010) 
parvient à des courbes de fluage en traction et en compression ayant une tendance 
similaire. Benboudjema et al., (2012) et Briffaut et al., (2012) trouvent pourtant des 
résultats contraires à ceux d’Atrushi, (2003) puisque selon ces auteurs, le fluage 
propre au jeune âge en traction et en compression sont pratiquement identiques 
(avec une différence maximale de l’ordre de 20 %) (Figure I-10 (b)) 
  




Figure I-10 : Comparaison du fluage propre au jeune âge en traction et en compression : selon 
(Atrushi, 2003) (a) – selon (Briffaut et al., 2012) (b)      
En condition de séchage (à 63 % HR), Illston, (1965b) parvient à des résultats 
différents des précédents. D’après cet auteur, la cinétique du fluage en traction est 
plus élevée que celle en compression au début des essais, mais la tendance va 
s’inverser par la suite (on parle ici également en termes de complaisance de fluage). 
Enfin, selon Brooks et al., (1991), le fluage propre en traction au jeune âge en 
température est plus grand que celui en compression, pour une même durée de 
chargement. 
I-C.3.3.b Comparaison sur béton mature 
Sur la base d’un dispositif mis au point par Elvery et Haroun, (1968), Brooks et 
Neville, (1977) ont entrepris une campagne expérimentale visant à comparer le 
comportement différé de bétons matures (à 28 ou 56 jours après coulage) sous 
différentes conditions (sous eau et à 60% HR). 
Ces travaux révèlent que le fluage propre (ou plus exactement sous eau) en 
traction et en compression sont comparables durant les 20 premiers jours. Mais alors 
que la cinétique de fluage en compression tend à se stabiliser, celle en traction 
semble plutôt s’accélérer pour donner une allure de fluage tertiaire (Figure I-11 (a)). 
Ces résultats diffèrent de ceux obtenus au LCPC par Reviron, (2009), Reviron et al., 
(2008) et Rossi et al., (2012) qui trouvent une amplitude un fluage en compression 2 
à 3 fois plus importante que celle en traction (Figure I-11 (b)). Toujours dans le cadre 
Chapitre I : Synthèse bibliographique 
59 
 
de l’étude de Brooks et Neville, (1977), le fluage propre en compression est réduit 
lorsque le chargement est effectué plus tard, alors que le vieillissement ne semble 
pas avoir de conséquence sur le fluage en traction qui reste toujours aussi important.   
 
Figure I-11 : Comparaison du fluage propre sur bétons matures en traction et en compression : 
selon Brooks et Neville, (1977) (a) – selon Rossi et al., (2012) (b) 
Une tendance inverse est observée dans le cas du fluage total (propre+ 
dessiccation) : le fluage en traction est plus rapide que celui en compression au 
début des essais mais tend à diminuer pour tendre vers la même valeur qu’en 
compression pour des éprouvettes conservées dans l’eau avant le chargement. De 
même, le fluage total est moins important en traction qu’en compression pour les 
éprouvettes ayant subi un séchage avant le chargement. 
Le fluage en traction apparaît comme étant pratiquement irréversible avec une 
recouvrance négligeable (confirmé par ailleurs par les essais de fluage en traction 
effectués par Morin et Maso, (1982)) alors que le retour de fluage en compression 
est de l’ordre de 40 % (Brooks et Neville, 1977). 
I-C.3.3.c Discussions     
La Figure I-12 tirée de (Benboudjema et al., 2012) compare le fluage propre 
en compression et en traction à travers l’évolution du rapport de leur amplitude en 
fonction du temps, sur la base de résultats expérimentaux obtenus par différents 
auteurs.  




Figure I-12 : Comparaison du fluage propre en compression et en traction selon différents 
auteurs (Benboudjema et al. 2012) 
La différence des conditions d’essais (âge au moment du chargement, 
composition du matériau, etc.) explique en grande partie la dispersion constatée au 
niveau des résultats. Toutefois, les auteurs s’accordent globalement sur le fait que le 
comportement différé en traction est relativement différent de celui en compression. 
En l’état actuel des connaissances, il serait présomptueux d’avancer une théorie qui 
pourrait expliquer pleinement l’origine de cette différence de comportement différé 
pour les deux cas de sollicitation. Il est néanmoins possible de proposer quelques 
pistes de réflexion: la différence d’augmentation de la résistance dans le temps sous 
les deux types de sollicitation (sachant que le fluage dépend du niveau de 
chargement appliqué) (Brooks et Neville, 1977), la différence de mode de 
propagation des fissures (en mode I en traction et en mode II en compression) (Rossi 
et al., 2012), les dimensions d’éprouvette différentes (diamètre et taille), la différence 
d’appareillage pour la mesure des déformations, etc. De plus, le fait que le module 
d’élasticité en traction soit différent de celui en compression (Atrushi, 2003 ; Brooks 
et Neville, 1977) conforte l’idée que l’endommagement (créé par l’application d’un 
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chargement mécanique ou résultant des incompatibilités de déformation entre la pâte 
de ciment et les granulats ou entre les hydrates (principalement les C-S-H) et les 
anhydres) pourrait également être source de différence de comportement de fluage 
en compression et en traction.    
I-D. Conclusions 
Ce travail bibliographique avait pour objectif de dresser un état de l’art des 
connaissances actuelles sur le comportement mécanique différé du béton en 
insistant plus particulièrement sur le cas du fluage en traction, thème principal de 
cette thèse. Il comporte 3 parties. 
La première partie est consacrée à l’hydratation ainsi qu’à la structuration de 
la pâte de ciment hydratée sachant que les phénomènes différés trouvent leur 
origine au sein cette dernière. De ce fait, il nous a paru important d’y accorder une 
attention particulière. Nous avons vu que, parmi les hydrates formés, seuls les C-S-H 
avaient un comportement visqueux. Différents modèles de C-S-H regroupés en deux 
grandes catégories (structure en feuillets et structure colloïdales) ont également été 
présentés. Enfin, il a été vu que la pâte de ciment constitue un milieu poreux dont le 
volume des vides représente environ 10 % du volume total. L’état de saturation de 
cette porosité joue un rôle important sur le phénomène étudié. 
Dans la deuxième partie de cette revue bibliographique, nous avons cherché à 
comprendre et expliquer les différentes déformations différées (spontanées et sous 
charge) qui se produisent dans le béton. Différentes théories ont été décrites pour 
situer leurs origines physicochimiques : phénomènes de tensions capillaires, 
variations de tensions superficielles et de pression de disjonction pour le retrait, 
phénomènes de micro-diffusion d’eau sous contraintes, glissements relatifs des 
feuillets de C-S-H, etc. pour le fluage. Cependant, aucune ne se suffit pour expliquer 
la globalité des constatations expérimentales et il reste encore un travail de fond à 
effectuer sur ce sujet. Il a également été souligné que le couplage entre le fluage et 
le retrait peut remettre en cause la partition conventionnelle des déformations 
différées. 
Enfin, compte tenu de son importance vis-à-vis de la fissuration des ouvrages 
en béton, la dernière partie de cette analyse bibliographique est axée sur le fluage en 
traction du béton. Néanmoins, peu de données sur ce volet sont disponibles dans la 
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littérature compte tenu des difficultés à réaliser des essais en traction directe. Les 
éléments disponibles montrent que le fluage en traction comporte des aspects qui le 
différencient fondamentalement de celui en compression. Par exemple, le fait qu’une 
éprouvette complètement séchée continue à fluer significativement, ou encore le fait 
qu’une réduction de la quantité de pâte augmente le fluage en traction. Dans la 
même lignée, la comparaison du fluage en traction avec celui en compression 
indique que le rapport de leur amplitude à diverses échéances varie sensiblement 
selon les auteurs qui ne parviennent pas à une conclusion consensuelle. Il a été 
souligné que cela pouvait résulter des différences au niveau des conditions d’essais 
mais également des différents couplages entre divers phénomènes et le fluage en 
traction : interactions fluage en traction-retrait, interactions fluage en traction-eau-
fissuration et interactions fluage en traction-endommagement. Cette analyse 
bibliographique nous amène à dégager les axes de recherches que nous avons 
décidé d’approfondir dans la suite de ce programme : 
  Il va de soi que l’on ne peut atteindre cet objectif sans disposer de bancs 
d’essai appropriés. Dans le cas précis de cette étude, des bancs expérimentaux de 
fluage en traction seront d’abord conçus, puis testés pour la  réalisation d’essais de 
fluage en traction directe et en traction par flexion (en parallèle des essais de fluage 
en compression qui serviront pour la comparaison).  
  Les résultats qui seront obtenus  à l’issue de la campagne expérimentale 
seront confrontés  à ceux d’un modèle numérique développé au LMDC, afin de tester 
les limites éventuelles de ce dernier à reproduire correctement le comportement 
différé du béton sous des états de chargement mécanique autres que la 
compression, mais également afin d’obtenir des informations supplémentaires grâce 
à l’analyse de l’interaction du fluage en traction avec d’autres processus 













CHAPITRE II : DEVELOPPEMENT DE BANCS 
EXPERIMENTAUX DE FLUAGE EN TRACTION 





Le peu de données et d’informations sur le fluage en traction du béton peut 
être attribué essentiellement à deux causes (Brooks et Neville, 1977) :  
  Le fait que le béton n’est pratiquement jamais sollicité en traction directe  
  Les difficultés expérimentales liées à l’obtention d’un chargement parfaitement 
uniaxial (centrage de l’effort par rapport à l’axe de l’éprouvette, mode d’attache de 
l’éprouvette etc.) ainsi que la précision de mesure des déformations différées 
(notamment en conditions de dessiccation où le retrait est prédominant).  
L’étude du comportement du béton en traction représente malgré tout un 
enjeu important sachant que les fissures sont principalement initiées par des 
contraintes de traction (Mazars, 1986; Ziegeldorf, 1983). Même lorsqu’une 
éprouvette est sollicitée en compression simple, des contraintes de traction locales 
(liées à la différence de rigidité entre les constituants) peuvent se développer et, 
lorsque leur valeur est supérieure à la résistance en traction locale, elles peuvent 
endommager la microstructure du matériau. L’importance du fluage en traction dans 
la conception durable d’ouvrage n’est donc plus à démontrer. 
Sur le plan expérimental, les études entreprises sur le développement de 
nouvelles méthodes et techniques pour réaliser le plus correctement possible des 
essais de traction sur le long terme témoignent de la volonté de faire face aux 
difficultés relatives à la mise en œuvre des essais. Parmi elles, citons en particulier 
celle d’Elvery et Haroun, (1968) portant sur la conception d’un bâti de fluage en 
traction ainsi que sur l’optimisation du procédé de fabrication des éprouvettes. 
D’après ces auteurs, les conditions à satisfaire pour la réalisation d’un essai de 
traction à long terme sur béton sont les suivantes :   
C.1) Le bâti de chargement doit permettre de maintenir une charge constante 
pendant la durée des essais  
C.2) Le chargement doit être appliqué de manière uniaxiale de façon à ce que l’état 
de contrainte au sein de l’éprouvette soit uniforme dans toute la section (il s’agit 
d’une difficulté expérimentale) 
C.3) Le système de mesure de déformations à long-terme doit être stable sur de 
longues périodes 
C.4) Les systèmes de fixation doivent être faciles à mettre en œuvre et réutilisables 




C.5) Les systèmes de fixation doivent s’adapter à tous les modes de conservation 
des éprouvettes (en endogène ou en dessiccation) 
C.6) Le dispositif doit autoriser aussi bien des essais où la rupture survient à court-
terme que des essais de chargement à long terme 
C.7) Le système doit permettre d’effectuer des essais sous diverses conditions 
(correspondant à des éprouvettes en immersion dans l’eau, en endogène ou en 
dessiccation) 
C.8) Le coût des essais ne doit pas être prohibitif 
Compte tenu de ces différents impératifs, il n’est donc pas facile de mettre au 
point une campagne d’essai de fluage en traction sur béton. Dans ces conditions, on 
peut comprendre aisément qu’une partie du travail soit avant tout dédiée à la 
conception et au développement d’outils expérimentaux appropriés. Ce chapitre sera 
donc consacré au développement de bancs expérimentaux de fluage en traction dont 
un dédié à la traction directe et un autre à la traction par flexion, en gardant en 
mémoire les recommandations de Elvery et Haroun, (1968) concernant les exigences 
d’un essai de traction sur le long terme. Un tour d’horizon de la littérature précèdera 
chacun des aspects développés par la suite (choix d’extensomètres, développement 
de bâti, technique de fixation d’éprouvettes à la machine d’essai, etc.), ceci dans le 
but d’initier des réflexions sur le choix du matériel ou de la méthodologie 
approprié(e).    
II-B. Développement de bancs de fluage en traction 
II-B.1 Aperçu général sur les différents bâtis de fluage en traction existants 
Les essais de fluage en traction sur matériaux cimentaires peuvent être 
classés en deux grandes catégories : 
  Les essais « directs » où on impose généralement un effort constant à une 
éprouvette à partir d’un instant    jusqu’à l’instant de déchargement    et où on suit 
l’évolution des déformations dans le temps. En toute rigueur, il devrait plutôt s’agir 
d’une contrainte constante mais cela implique alors des difficultés expérimentales 
liées à l’asservissement de l’essai en fonction de la contrainte (effective) réellement 
supportée par l’éprouvette. Ces essais permettent d’accéder directement à la 
composante de fluage.   




  Les essais « indirects » où des contraintes de traction dites « implicites » se 
développent dans l’élément lorsque les déformations de retrait (endogène, thermique 
ou de séchage) sont empêchées. Il faudrait dans ce cas procéder à une analyse 
inverse pour obtenir la composante de fluage. 
Nous présentons ci-après quelques dispositifs expérimentaux tirés de la 
littérature correspondant à ces deux types d’essai. 
II-B.1.1 Les dispositifs pour essais « directs » de fluage en traction  
Les dispositifs expérimentaux relatifs à ce type d’essai se distinguent entre 
eux surtout vis-à-vis du système de chargement. 
Dans le cas d’essais en traction directe, le chargement peut se faire de 
plusieurs façons : à l’aide d’un vérin pneumatique alimenté par un compresseur 
(Bissonnette et al., 2007 ; Briffaut, 2010), à l’aide de masses suspendues (de type 
masses calibrées ou bac rempli d’eau (Reinhardt et Rinder, 1998)), etc. Des 
dispositifs de maintien ou d’ajustement de pression sont nécessaires pour les 
systèmes de chargement hydrauliques (par exemple un accumulateur 
oléopneumatique monté en série avec le vérin) afin de compenser la baisse de 
pression d’huile dans le vérin à cause du fluage du béton. Pour satisfaire à l’exigence 
(C.1) du paragraphe II-A, il peut alors être intéressant d’opter pour un bâti pour lequel 
la mise en charge d’une éprouvette se ferait au moyen de l’empilement de masses 
calibrées (Atrushi, 2003 ; Bissonnette et Pigeon, 1995; Brooks et Neville, 1977; 
Reinhardt et Rinder, 2006). Un tel dispositif permettrait en effet non seulement de 
s’affranchir de l’asservissement de la pression dans le circuit de mise en charge, 
mais présente également l’avantage d’être insensible aux variations des conditions 
d’essais (notamment de la température). De plus, cela permet de limiter le coût des 
essais conformément à l’exigence (C.8). 
 Afin d’étudier les interactions entre le fluage en traction et les processus 
d’endommagement du béton, Denarié et al., (2006) optent plutôt pour des essais de 
fendage par coin tandis que Carpinteri et al., (1997) ou Omar et al., (2009) 
choisissent d’entreprendre des essais de flexion en 3 points sur des poutres 
entaillées. 
 Rapportons également que l’Ifsttar (anciennement LCPC) a récemment mis 
au point des bâtis de fluage en traction directe et en flexion 4 points permettant de 




mener des essais de fluage sur béton à de hauts niveaux de contraintes et dont les 
détails sont disponibles dans (Tailhan et al., 2011).   
Signalons enfin que dans le cadre d’un contrat établi avec l’Andra, un banc 
expérimental de fluage en traction/compression a été mis au point au LMDC (Figure 
II-1) (Multon et Turatsinze, 2008). Il s’agit plus exactement d’une adaptation du bâti 
œdométrique utilisé en mécanique des sols en apportant des modifications pour 
pouvoir réaliser des essais de fluage en traction directe/compression sur des 
éprouvettes de mortier. La charge est appliquée au moyen de l’empilement de 
masses calibrées sur un plateau relié à un bras articulé de rapport 5/1. Grâce à ce 
système décrit plus en détail dans (Multon et Turatsinze, 2008), il est possible de 
mettre en charge simultanément 4 éprouvettes (prismes de 4×4×16 cm) dont 2 en 
traction directe et 2 autres en compression. Le point faible de ce dispositif réside 
principalement au niveau du centrage des efforts, notamment en compression, 
malgré des précautions particulières (contact avec les éprouvettes assuré au moyen 
de billes métalliques, dispositif spécial muni de tiges de guidage, etc.). Néanmoins, 
ce problème est minimisé en traction directe du fait de l’utilisation de câble souple en 
acier, ceci au vu de l’uniformité des valeurs de déformation obtenues lors de la mise 
en charge instantanée des éprouvettes (Multon et Turatsinze, 2008).     
  
Figure II-1 : Bâti de fluage en traction/compression développé au LMDC : Photo du dispositif 
(a) – Schéma de principe (b)  




II-B.1.2 Les dispositifs pour essais « indirects » de fluage en traction  
Les essais « indirects » de fluage en traction sont surtout pratiqués sur des 
matériaux cimentaires au jeune âge, c’est-à-dire pour des échéances d’essais 
correspondant à des dates proches de la fin du coulage. L’objectif ici est d’étudier 
l’effet positif du fluage en traction (via la relaxation des autocontraintes induites) vis-
à-vis des problèmes de fissuration par retrait gêné rencontrés sur les matériaux 
cimentaires au jeune âge. Les contraintes de traction sont créées par la restriction 
partielle (Tao et Weizu, 2006) ou totale (Altoubat et Lange, 2001a, 2001b; Kovler, 
1994 ; Kolver, 1995; Kolver, 1999; Kolver et al., 1999 ; Østergaard et al., 2001) des 
déformations de retrait. L’essai le plus couramment pratiqué est celui dit « à 
l’anneau ». Son principe consiste à couler une éprouvette de matériau cimentaire 
(béton/mortier) autour d’un anneau métallique, généralement en laiton, qui dispose 
de jauges de déformation sur sa paroi intérieure (Figure II-2). Les déformations de 
retrait du matériau cimentaire qui sont gênées par l’anneau en laiton vont alors créer 
des contraintes orthoradiales de traction au sein de l’anneau en béton/mortier (et de 
compression dans l’anneau en laiton dont la rigidité est plus importante que celle du 
matériau cimentaire). Ces dernières vont ensuite amener l’éprouvette de 
béton/mortier à fluer et à relaxer une partie des contraintes induites. Les 
déformations relevées par les jauges collées sur la face interne de l’anneau en laiton 
correspondent à la somme de la contraction de l’anneau métallique et du retrait gêné 
(= retrait libre + fluage en traction) de l’éprouvette de béton/mortier. Par analyse 
inverse, on peut identifier les composantes des déformations différées du 
béton/mortier. Pour que le dispositif puisse fonctionner de manière efficace, il faut 
que l’anneau central soit suffisamment rigide pour empêcher le retrait de l’anneau en 
béton mais « raisonnablement » déformable sous l’effet des contraintes induites par 
les déformations empêchées du béton afin que les déformations puissent être 
mesurées par les jauges. 





Figure II-2 : Essai de retrait empêché à l’anneau classique d’un béton 
Briffaut (Briffaut, 2010; Briffaut et al., 2011) a récemment proposé une version 
améliorée de cet essai dite « essai à l’anneau thermique actif ». En plus du retrait 
endogène, elle intègre le retrait thermique qui n’est pas pris en compte avec l’essai à 
l’anneau classique. L’évolution de la température dans l’anneau en laiton est 
imposée par la circulation d’un fluide via un circuit alimenté par un bain thermostaté 
(Figure II-3). Les déformations du laiton sont mesurées à l’aide de jauges toujours 
placées sur sa paroi intérieure.  
 
Figure II-3 : Essai de retrait empêché à l’anneau thermo- actif (Briffaut, 2010 ; Briffaut et al., 2011) 




Pour les autres dispositifs permettant d’effectuer des essais de fluage en 
traction par retrait empêché, le lecteur peut se reporter à la revue bibliographique de 
Briffaut, (2010) sur le sujet.     
II-B.2 Banc expérimental de fluage en traction pour éprouvette de béton 
développé au LMDC   
II-B.2.1  Sur le choix des moyens d’essai métrologiques 
II-B.2.1.a  Aperçu général sur les types d’extensomètre utilisés pour le 
monitoring à long terme 
La condition (C.3) relative aux exigences d’un essai de traction sur le long 
terme stipule que le système de mesure de déformations doit être stable sur de 
longues périodes. En traction, le fait que les déformations mesurées soient faibles et 
du même ordre de grandeur que celles causées par les perturbations thermiques 
(Reviron, 2009; Reviron et al., 2008) introduit une contrainte supplémentaire 
associée à la précision des extensomètres (Bissonnette et Pigeon, 1995). Différents 
types d’extensomètres ont été utilisés pour le cas du fluage en traction. A titre 
d’exemple  on peut citer: 
  Les jauges à cordes vibrantes noyées dans le béton (Brooks et Neville, 1977; 
Domone, 1974; Elvery et Haroun, 1968) 
  Les capteurs de déplacement ou des comparateurs maintenus éventuellement 
à l’aide de tiges de fixation métalliques (acier, aluminium, invar) pour augmenter la 
base de mesure (Atrushi, 2003; Bastien-Masse, 2010; Bissonnette et Pigeon, 1995; 
Briffaut et al., 2012; Kovler, 1994; Reviron, 2009; Rossi et al., 2012)  
  Les capteurs lasers sans contact (Omar et al., 2009; Saliba, 2012; Saliba et 
al., 2012) 
   Les jauges de déformation montées en quart de pont (Bissonnette et al., 
2007; Morin et Maso, 1982) 
Une mesure interne de déformation (par exemple à l’aide de jauges à cordes 
vibrantes noyées dans le béton (Figure II-4)) pose essentiellement deux problèmes. 
D’une part, ces jauges peuvent introduire un artéfact de mesure. En effet, en 
remplaçant du béton par un tube d’acier de même rigidité, Brooks et Neville, (1977) 
ont noté des baisses de résistance d’environ 19 % et de rigidité d’un facteur de 1,17. 
D’après ces auteurs, cela peut provenir de la présence d’un électro-aimant qui 




affecte la rigidité de la jauge. D’autre part, le fait qu’on ne puisse placer qu’une seule 
jauge au centre de l’éprouvette ne permet pas la détection d’une éventuelle 
excentricité au moment de la mise en charge quasi-instantanée. 
 
Figure II-4 : Emplacement des jauges à cordes vibrantes dans le moule (Brooks et Neville, 
1977) 
Les variations dimensionnelles dues aux fluctuations de la température 
ambiante (Granger, 1995) ne doivent pas non plus être négligées dans le cas de 
l’emploi de capteurs de déplacement (ou de comparateurs) couplé à l’utilisation de 
rallonges métalliques pour augmenter la base de mesure (Figure II-5). Il faudrait plus 
exactement choisir ce dernier à partir d’un matériau ayant un faible coefficient de 
dilatation thermique (CDT). Pour se fixer les idées, prenons par exemple le cas de 
rallonges en aluminium (CDT=23.10-6°C-1) et supposons que l’élévation de 
température dans la salle d’essai est de 1°C. Les tiges en aluminium vont dans un 
premier temps se mettre dilater du fait de leur plus faible inertie thermique. Cet 
allongement « fictif » va ensuite être compensé en partie par le gonflement du béton 
lié a sa dilatation thermique. Il en résulte une déformation supplémentaire provenant 
de la différence de CDT des deux matériaux (aluminium et béton) de l’ordre de 10 à 
16 µm/m. Ces déformations vont alors s’ajouter à celles résultant du retrait et ne 
peuvent en aucun cas être négligées compte tenu de la très faible amplitude des 
déformations attendues (Reviron, 2009; Reviron et al., 2008; Rossi et al., 2012).      





Figure II-5 : Eprouvettes de béton munies d’une couronne en aluminium, de tige de rallonges 
en invar et de capteurs de déplacement LVDT (Atrushi, 2003) 
Signalons également le problème lié à la fixation de la barre d’extensométrie. 
A ce propos, Reviron, (2009) a proposé initialement de couler dans le béton des 
inserts dans lesquels on vient visser les plots servant de support aux barres 
d’extensométrie (Figure II-6(a)) mais des problèmes de fissuration se produisent 
systématiquement sous les inserts (à cause d’une mauvaise répartition de granulats 
lors de la vibration ou du retrait plastique gêné) (Figure II-6(b)). Les plots ont alors 
été collés directement sur la surface de l’éprouvette (Figure II-6(c)). Dans ce dernier 
cas, il est nécessaire que la colle soit suffisamment rigide pour assurer une bonne 
tenue de l’ensemble et d’autre part que les supports de fixation des capteurs soient 
parfaitement positionnés et alignés dans l’axe du chargement.     





Figure II-6 : Inserts : dans le moule (a) – coulé dans l’éprouvette (b) – Plots collés à la surface 
de l’éprouvette (Reviron, 2009) 
  
II-B.2.1.b  Choix du type d’extensomètre pour la mesure des déformations 
à long terme  
La Figure II-7 montre le suivi des déformations totales (= instantanée + fluage 
+ retrait) relevées sur des éprouvettes de mortier sollicités en traction directe, à l’aide 
de jauges de déformation du type PL-60. Ces mesures ont été effectuées dans le 
cadre d’une étude préliminaire servant à la mise en place d’essais de fluage propre 
en traction et compression sur éprouvettes de mortiers (Multon et Turatsinze, 2008).  





Figure II-7 : Mesures de déformations à l’aide de jauges de déformation sur deux éprouvettes 
de mortier en traction (Multon et Turatsinze, 2008) 
Ces premières tendances montrent toute la difficulté de mesurer des 
déformations faibles (de l’ordre de 10 µm/m) sur de longues périodes, en conditions 
endogènes. La dispersion des mesures entre 2 éprouvettes issues d’une même 
gâchée (Ep1 et Ep2 sur la Figure II-7) est très importante et le même constat peut 
être fait concernant les déformations relevées sur deux faces opposées d’une même 
éprouvette (Ep2-J1 et Ep2-J2 sur la Figure II-7). Par ailleurs, le saut de déformation 
constaté vers la fin des mesures (Ep2-J2 sur la Figure II-7) ne peut pas être expliqué 
par un quelconque phénomène physique. Cela ne peut alors se justifier que par un 
artéfact dont l’amplitude est telle qu’il domine le paramètre mesuré. A noter 
également qu’un décollement de certaines jauges s’est produit à la fin de ces essais 
préliminaires, à cause de remontées capillaires qui ont pour effet d’atténuer les 
gradients hydriques au sein de l’éprouvette, sachant qu’on se trouve  en conditions 
endogènes.  
Les enseignements tirés lors de cette campagne préliminaire ainsi qu’une 































en traction (cf. paragraphe II-B.2.1.a) nous incite alors à faire le choix entre des 
capteurs numériques de déplacement et les jauges de déformation de type FLM-60-
11 plus appropriées pour des mesures en conditions endogènes.  
Des essais utilisant des capteurs numériques de déplacement de type 
Solartron DP/2/S (cf. Annexe B) fixés sur des rallonges en aluminium ont tout d’abord 
été effectués. Les capteurs ont une étendue de mesure de 2 mm (pour une course 
totale de 3 mm) et sont dotés d’une résolution de 0.12 µm. Le schéma de principe du 
montage est présenté sur la Figure II-8. Des problèmes pouvant être liés à 
l’utilisation de rallonges métalliques pour augmenter la base de mesure (qui est ici de 
20 cm) ont été évoqués dans le paragraphe précédent. Il s’agit ici donc de mesurer 
l’impact des déformations parasites associées aux fluctuations de température 
pouvant se produire dans la salle. L’éprouvette de béton est choisie pour être 
suffisamment âgée pour minimiser l’impact des déformations de retrait. 
 
 
Figure II-8 : Mesure de déformation à l’aide de capteurs numériques de déplacement  
 La Figure II-9 compare des déformations calculées (courbe en bleu foncé) et 
mesurées (courbe en bleu clair) sur une éprouvette de béton (suffisamment âgée). 
Dans le calcul, les phénomènes d’inertie liés à la différence de conductivité 
thermique des matériaux sont supposés négligeables. La déformation linéique 
théorique est obtenue en faisant la différence entre celle des supports en aluminium 




(CDT = 23.8 °C-1) et celle de l’éprouvette de béton (CDT=10°C-1) sous l’effet de la 
variation de température mesurée dans la salle d’essai représentée par la courbe 
violette. La Figure II-9 fait apparaître une bonne concordance entre les évolutions 
des différentes déformations. Pour minimiser les effets de ces déformations parasites 
(ou plus exactement pour faciliter leur correction), il serait plus intéressant de 
travailler avec un matériau à faible CDT comme l’invar (CDT=1.2*10-6°C-1). En 
réalité, il subsiste toujours le gonflement (ou la contraction) thermique du béton, 
mais, néanmoins, il est plus facile de s’affranchir de l’interaction entre la dilatation 
des 2 matériaux (béton et invar) liée à leur différence d’inertie thermique. Il serait 
également possible d’opter pour des accessoires en acier pour s’affranchir des 
différences de CDT mais la pertinence de ce choix dépend étroitement des 
incertitudes qu’on a sur les CDT et de la différence d’inertie thermique entre les deux 
matériaux (acier et béton). 
 
Figure II-9 : Déformations parasites liées aux fluctuations thermiques dans la salle d’essai 
Ensuite, une comparaison de mesures de déformation sous sollicitation de 
traction à l’aide de capteurs de déplacement et de jauges de déformations (FLM-60-
11) est effectuée (Figure II-10) 





Figure II-10 : Comparaison des mesures par capteur avec celles de jauges 
 Les résultats ont indiqué une bonne concordance en ce qui concerne les 
déformations instantanées. Par contre, des différences de réponse sont constatées 
au niveau des déformations différées comme le montrent les Figure II-11 et Figure 
II-12 qui présentent un suivi de retrait (endogène) à partir de 28 jours sur une 
éprouvette prismatique de dimensions 70×70×280 mm. Deux faces (Face1 et Face 
2) de l’éprouvette en vis-à-vis sont munies chacune d’une jauge de déformation ainsi 
que d’un capteur de déplacement. Ces différences pourraient s’expliquer par une 
plus grande sensibilité des capteurs vis-à-vis des problèmes de variation de 
température, d’alignement des rallonges, des problèmes d’incertitude sur la base de 
mesure compte tenu de la précision demandée et des moyens pratiquement mis en 
œuvre pour fixer les supports de la jauge et de la rallonge sur l’éprouvette.  
 





Figure II-11 : Comparaison jauge-capteur pour la mesure de retrait endogène – Eprouvette 1 
 
 
     
Figure II-12 : Comparaison jauge-capteur pour la mesure de retrait endogène – Eprouvette 2 
Finalement, nous avons choisi d’utiliser les jauges de déformations à longue 
durée de type FLM-60-11 (cf. Annexe B) Elles ont une taille qui est bien adaptée à la 
dimension des éprouvettes testées ainsi qu’à celle des granulats (Burlion, 2005). 
Elles possèdent en outre une bonne résistance à la remontée capillaire (sachant que 
les essais se déroulent en conditions endogènes) et une sensibilité moins marquée 
vis-à-vis des variations de température. L’efficacité de ces jauges a d’ailleurs été 
prouvée au cours de la thèse de Ladaoui, (2010) qui a étudié le fluage propre (et en 
dessiccation) de BHP soumis à de hautes températures (jusqu’à 80°C). Elles sont 
munies d’un support métallique et sont maintenues en place à l’aide d’une colle 




spéciale « PS » (cf. Annexe B) insensible à la remontée capillaire de l’éprouvette et 
stable jusqu’à 100°C. Les jauges sont connectées à un boitier enregistreur muni d’un 
afficheur pour le suivi en temps réel suivant un montage en quart de pont. Les 
valeurs de déformation sont alors enregistrées automatiquement. 
II-B.2.1.c  Mesure de déformation sur les éprouvettes  
II.B.2.1.c.1 En traction directe 
En traction directe, les déformations sont mesurées sur deux faces opposées 
d’une éprouvette, tout en évitant de se placer sur la face non coffrée. Les jauges sont 
collées au centre d’une face car c’est au niveau de la zone centrale de l’éprouvette, 
loin des effets de bord, que les déformations sont censées être les plus homogènes 
et les plus uniformes. De plus, les mesures intègrent directement les déformations de 
l’éprouvette en ne prenant pas en compte celles du bâti ni des autres accessoires 
(casque pour la fixation, colle, etc.).   
II.B.2.1.c.2 En flexion 
En flexion, le suivi des déformations de fluage peut se faire de deux 
manières : soit en mesurant l’évolution de la flèche dans le temps, (Omar et al., 
2009; Saliba, 2012; Saliba et al., 2012), soit en mesurant la déformation des fibres 
(au sens de la RDM) extrêmes. Dans un souci de pouvoir comparer les résultats 
entre les essais en flexion et en traction directe sans craindre une distorsion 
introduite par le biais d’outils métrologiques, le système de suivi de déformation 
utilisé est le même pour ces deux modes de sollicitation. Les jauges ne permettant 
pas de mesurer directement une flèche, la solution qui s’impose est forcément celle 
qui consiste à mesurer la déformation des fibres extrêmes. Une troisième jauge est 
de plus placée au niveau de l’axe neutre initial pour avoir une vue partielle de l’état 
de la section transversale centrale au cours du chargement. Ceci permettra de 
vérifier si l’hypothèse de Navier-Bernoulli reste valable dans le cas où l’on considère 
les composantes visqueuses des déformations. Ainsi, pour une série complète 
d’essais, chaque éprouvette est équipée de 3 jauges dont une située sur la fibre la 
plus tendue, une autre sur la fibre la plus comprimée et enfin une troisième au niveau 
de la position de l’axe neutre initial (Figure II-13).  





Figure II-13 : Points de mesure de déformation en flexion 
 
II-B.2.2 Bâti de fluage en traction directe 
Nous avons décidé de tirer parti du retour d’expérience acquis sur le bâti de 
fluage en traction/compression précédemment développé au LMDC (Multon et 
Turatsinze, 2008) qui est présenté à la fin du paragraphe II-B.1.1. Ce dernier offre un 
avantage notable en permettant de solliciter simultanément 4 éprouvettes, dont deux 
sous chaque type de sollicitation. Cependant, mis à part les problèmes de centrage 
rencontrés en compression, il ne nous semble également pas vraiment adapté pour 
des essais sur éprouvettes de béton. En effet, en passant à des dimensions 
d’éprouvettes supérieures à celles classiques de mortier (4×4×16 cm) pour être 
représentatif du matériau béton, il faudrait disposer d’un nombre plus important de 
masses à placer sur le plateau de chargement si l’on souhaite atteindre le même 
niveau de contrainte que celui dans les éprouvettes 4×4×16 cm. La capacité de 
chargement qu’offre un bâti œdométrique classique se trouve pourtant assez limitée. 
Dans ce cas, il est nécessaire de réduire le nombre d’éprouvettes à solliciter. Ces 
contraintes nous ont alors poussé à concevoir un nouveau dispositif où seule une 
éprouvette sollicitée en traction directe sera conservée. Cependant, afin de vérifier la 
répétabilité des essais, deux bâtis de fluage en traction directe ont été confectionnés. 
II-B.2.2.a  Description du bâti 
Le schéma de principe ainsi qu’une photo du dispositif sont présentés 
respectivement  sur la Figure II-14 et la Figure II-15. 




   
Figure II-14 : Schéma de principe du bâti de fluage en traction avec les cotations 
    
Figure II-15 : Photo d’ensemble des bâtis de fluage en traction  




 Le nouveau banc dédié aux essais de fluage en traction directe sur 
éprouvettes de béton est toujours inspiré du bâti œdométrique où le châssis d’origine 
( sur la Figure II-14) a été conservé. Grâce à des masses calibrées posées sur un 
plateau métallique () fixé au bras de levier de rapport 5/1, un effort de traction est 
transmis à une éprouvette de béton (). En moyenne, le chargement se fait à une 
vitesse de 3 daN/s. Il est impératif de minimiser l’excentrement de la charge lors d’un 
essai (quasi-instantané ou de fluage) en traction directe, qui serait synonyme d’un 
moment de flexion. En réalité, le problème est encore plus complexe car même en 
l’absence d’excentricité, la nature hétérogène du béton est, dans certains cas, 
suffisante à elle seule pour engendrer une flexion parasite (Akita et al., 2012). 
Minimiser l’effet de la nature hétérogène du béton revient donc à choisir une 
dimension d’éprouvette suffisamment grande vis-à-vis de la plus grosse 
hétérogénéité (correspondant au plus gros granulat) de façon à constituer un volume 
élémentaire représentatif (VER) du matériau (Burlion 2005). Selon Burlion, (2005), le 
volume de ce VER ne doit toutefois pas être trop important afin de limiter les effets 
de structures. Ces contraintes, associées à celle liée à l’encombrement maximal 
autorisé par le bâti, conduisent à opter pour des éprouvettes (prismatiques) de béton 
de dimensions 70×70×280 mm. 
 Une butée est placée sous le bras de levier () pour empêcher une chute 
brutale des masses en cas de rupture de l’éprouvette et sécurise ainsi l’opérateur en 
réduisant les risques d’accident. 
 Le paragraphe suivant détaille la méthode adoptée pour la fixation de 
l’éprouvette au bâti. 
II-B.2.2.b  Méthode de fixation d’éprouvette 
II.B.2.2.b.1 Aperçu général sur les méthodes de fixation d’éprouvettes 
Les méthodes les plus usuelles pour la fixation d’une éprouvette de béton au 
dispositif de mise en charge sont (Briffaut, 2010; Elvery et Haroun, 1968):  
  L’ancrage d’éléments métalliques dans l’éprouvette au moment du coulage 
  L’utilisation d’éprouvettes ayant des extrémités évasées  
  L’accrochage par adhérence latérale 
  Le collage  




La méthode de fixation par adhérence latérale semble plus adaptée aux 
essais de fluage « indirects ». Par ailleurs, les trois premières méthodes présentent 
l’inconvénient de perturber le champ de contrainte au niveau des zones de fixation 
de l’éprouvette comme le montrent les Figure II-16 (a), (b) et (c)), ce qui rend 
compliqué l’obtention d’un un champ rigoureusement uniaxial. D’après Zheng et al., 
(2001), la méthode la plus fiable pour appliquer un état de contrainte de traction 
proche d’un état de contrainte pure (c’est-à-dire sans flexion) est de coller l’extrémité 
de l’éprouvette sur des embases métalliques, comme l’indiquent les Figure II-16 (d) 
et (e). Ceci a d’ailleurs a été vérifié sur la base d’un calcul aux éléments finis 
modélisant l’éprouvette, la couche de colle et le casque métallique. Zheng et al., 
(2001) préconisent l’utilisation d’un casque constitué de 2 plaques métalliques 
(Figure II-16 (e)) pour plus d’efficacité au niveau de la distribution de contraintes.  
 
Figure II-16 : Etat de contrainte régnant aux extrémités d’une éprouvette de béton pour 
différentes techniques de fixation : (a) : fixation par étreinte latérale aux extrémités – (b) : 
fixation à l’aide de goujons encastrés dans le béton – (c) : fixation par étreinte latérale aux 
extrémités d’une éprouvette en forme d’altère- (d) et (e): par collage.  (Zheng et al., 2001)  
   




La technique de fixation d’éprouvettes par collage a été reprise dans plusieurs 
études sur le comportement différé en traction du béton (par exemple (Briffaut et al., 
2012 ; Reviron, 2009; Reviron et al., 2008; Rossi et al., 2012 )). Le choix du type de 
colle à utiliser est dicté par les exigences de l’essai (résistance mécanique ou 
thermique requise, étanchéité, vitesse de durcissement, etc.). Reviron, (2009) a 
déterminé dans sa thèse les caractéristiques mécaniques d’une colle méthacrylate 
qui possède des propriétés assez intéressantes en vue d’une utilisation dans le 
cadre d’essais de fluage en traction sur éprouvettes de béton. Il s’agit d’une colle bi-
composant résultant d’un mélange de poudre (Plex 7742) et d’un liquide (Pleximon 
801) qui durcit en à peine quelques minutes. Sa résistance en traction (de l’ordre de 
20 MPa) est largement supérieure à celle du béton. Le module d’Young et le 
coefficient de Poisson obtenus à partir d’éprouvettes de colle suivant une technique 
de corrélation d’images (CORRELIQ4) sont respectivement 5 GPa et 0.34. Ces 
valeurs correspondent à une moyenne de quatre éprouvettes (Reviron, 2009). 
II.B.2.2.b.2 Choix du type de liaison entre l’éprouvette et le bâti 
Les composants mécaniques prévus pour la fixation de l’éprouvette au bâti 
sont présentés sur la Figure II-17. 
Il a été initialement envisagé d’utiliser le système de fixation constitué des 
composants (a) et (b) de la Figure II-17. Il s’agit de pièces métalliques constituées 
d’un châssis (en forme de U) reposant sur un socle et d’une tige cylindrique pouvant 
pivoter autour de son axe. Celle-ci comporte une rainure en partie centrale qui sert 
pour le passage d’un câble souple dont l’autre extrémité est soudée à un casque 
métallique collé à l’éprouvette (Figure II-18). La boucle formée par le brin mort et le 
brin tirant est maintenue en place à l’aide d’un serre-câble. La tige de la pièce (a) ne 
peut que pivoter autour de son axe tandis que celle de la pièce (b) peut, de plus, 
coulisser le long de son axe de façon à faciliter la transmission de l’effort des câbles 
souples vers l’éprouvette. Une vis sans fin peut également être utilisée à la place de 
l’élément (b).  
 




       
Figure II-17 : Détails du système pour la fixation des éprouvettes au bâti de fluage en traction 
directe 
           
Figure II-18 : Schéma de la fixation du câble au dispositif d’essai 
 




Ce système de fixation présente néanmoins quelques inconvénients. D’une 
part, l’effort est concentré au centre de la tige qui devra en conséquence être 
suffisamment rigide et résistante pour ne pas céder sous l’effet d’une tension 
importante. D’autre part, l’utilisation de serre-câbles réduit la charge de rupture du 
câble de l’ordre de 15 à 20 %. 
Le système de fixation qui a été finalement retenu est constitué par 
l’assemblage des pièces (c) et (d) de la  Figure II-17. L’élément (c) qui est fixé sur le 
bras du bâti, est une pièce comportant une cavité en forme d’un demi-cylindre et 
d’une fente pour permettre le passage d’un câble métallique souple. Le choix 
d’utiliser des câbles souples en acier pour la fixation des éprouvettes au bâti est dicté 
par le souci de réduire au maximum les moments de flexion additionnels éventuels 
pouvant provenir de défauts de centrage de l’éprouvette par rapport à l’axe de la 
force. Ceci est d’ailleurs confirmé par les bons résultats obtenus sur le bâti de fluage 
en traction/compression pour éprouvettes de mortier lors de la mise en charge 
instantané en traction (Multon et Turatsinze, 2008). Dans le cadre des essais de 
notre campagne expérimentale, la mesure des déformations instantanées indique 
que l’état de déformation au sein d’une éprouvette est quasi-uniforme (la différence 
maximale relevée étant inférieure à 5µm/m) et d’autre part, les déformations 
instantanées de deux éprouvettes issues d’une même gâchée et soumises à une 
même contrainte sont pratiquement identiques (l’écart relatif entre les moyennes 
obtenues sur chaque éprouvette restant inférieur à 3%). Une extrémité du câble est 
soudée à un casque métallique qui assurera le contact avec l’éprouvette et une autre 
extrémité soudée à une pièce cylindrique (Figure II-19). Cette dernière constitue une 
liaison articulée entre l’éprouvette et le bâti ( sur la Figure II-14). Les  phénomènes 
de frottement se produisant au niveau de cette zone sont réduits grâce à un lubrifiant 
spécifique. Le diamètre optimal de câble retenu à l’issue de plusieurs essais de 
traction sur le bâti est de 6 mm. L’élément (d) de la Figure II-17 quant à lui est 
constitué par l’assemblage de 2 pièces métalliques dont l’une est fixe et l’autre 
mobile. La partie fixe est soudée au socle du bâti tandis que celle qui est mobile (et 
qui est identique au composant (c)) peut coulisser le long de colonnettes formées par 
4 vis    . Ce système de vis calantes ( sur la Figure II-14) permet de maintenir le 
bras en position horizontale (et donc de conserver le rapport 5/1 du bras) pendant la 
durée des essais et de garantir la stabilité du chargement au cours du temps.    





              
Figure II-19 : Schéma de l’ensemble casque-câble-cylindre  
 
II.B.2.2.b.3 Collage des éprouvettes 
Le paragraphe II.B.2.2.b.1 a montré que le mode de fixation par collage 
semble le plus adapté pour les essais de fluage en traction directe sur éprouvettes 
de béton. D’ailleurs, ce procédé permet de satisfaire aux conditions (C.4) et (C.5) du 
paragraphe II-A. Pour cela, la colle méthacrylate bi-composants à base de poudre 
(Plex 7742) et d’un liquide (Pleximon 801) a été retenue pour ses excellentes 
propriétés (résistance en traction élevée et prise rapide). La procédure de collage 
des éprouvettes est décrite ci-après. 
La triple couche de feuille d’aluminium autocollant servant à maintenir 
l’éprouvette en conditions endogènes est d’abord découpée au niveau des parties 
supérieures et inférieures de l’éprouvette qui seront en contact direct avec la colle. 
Ces zones sont ensuite séchées « superficiellement », car il est difficile d’obtenir une 
bonne adhérence colle-béton lorsque ce dernier est humide, puis poncées au papier 
abrasif et enfin nettoyées à l’air comprimé pour enlever la laitance et autres résidus 
poudreux. 
Le fait que la section des casques métalliques soit identique à celle de 
l’éprouvette permet d’avoir un bon centrage mais également une bonne répartition de 
l’effort (Figure II-19). En outre, comme les casques sont destinés à être entièrement 
noyés dans la colle, il devient assez délicat de les positionner par rapport à 




l’éprouvette de béton pour avoir un alignement correct. Pour ce faire, de petites tiges 
en bois spécialement confectionnées sont collées à la surface de l’éprouvette et 
intercalées entre le casque métallique et l’éprouvette (Figure II-20). L’efficacité de la 
méthode de collage peut être appréciée lors de la mise en chargement des 
éprouvettes, par la quasi-symétrie des déformations instantanées mesurées sur deux 
faces opposées (cf. paragraphe II.B.2.2.b.2)   
   
Figure II-20 : Collage et centrage des casques métalliques 
 
II-B.2.3 Bâti de fluage en flexion 
Il est également possible de solliciter une éprouvette de béton en traction de 
manière indirecte, soit à partir d’un essai de fendage ou d’un essai de flexion. Ces 
essais indirects sont plus simples à mettre en place et permettent de s’affranchir des 
difficultés liées à la fixation de l’éprouvette au bâti. Par ailleurs, la flexion correspond 
à un mode de sollicitation courant pour les éléments de structures et ouvrages du 
génie civil. Nous avons donc décidé de tirer profit des possibilités de chargement 
offertes par le bâti œdométrique pour réaliser également des essais de traction par 
flexion. 
II-B.2.3.a  Principe de chargement  
Le schéma de principe et une photo du dispositif sont donnés respectivement 
sur les Figure II-21 et Figure II-22. 




Le principe du chargement est analogue à celui de l’essai œdométrique. 
Seulement dans ce cas, l’échantillon de sol est remplacé par deux éprouvettes de 
béton superposées l’une sur l’autre ( sur la Figure II-21). Pour une charge donnée, 
le bâti permet, en principe, de solliciter identiquement plusieurs éprouvettes. Pour 
des raisons d’encombrement, seulement deux éprouvettes ont été testées 
simultanément. Le cadre rigide du bâti initial a été agrandi de manière à pouvoir 
accueillir les 2 éprouvettes prismatiques de dimensions 100×100×500 mm ().    
 
Figure II-21 : Schéma de principe du bâti de fluage en flexion 
De même que pour le bâti de fluage en traction directe, la charge est 
appliquée au moyen de masses calibrées empilées sur le plateau de chargement 
(). Grâce à un montage constitué d’un profilé en   () et de deux rouleaux 
métalliques (), le cadre rigide, solidaire du bras articulé, applique un effort de 
flexion 4 points aux deux éprouvettes prismatiques de béton ().Notons que durant 
la campagne expérimentale, la différence maximale relevée entre les déformations 
de la fibre supérieure et celles de la fibre inférieure lors de la mise en charge quasi-




instantanée d’une éprouvette reste inférieure à 2µm/m. Ceci permet d’ailleurs de 
confirmer le fait que la répartition classique des contraintes au sein de ces mini-
poutres 100×100×500 mm est bien respectée.    
 
        Figure II-22 : Photo du dispositif de chargement en flexion avec 2 éprouvettes en cours de 
chargement 
II-B.2.3.b  Conditions d’appuis  
Le dispositif présenté précédemment permet de solliciter les éprouvettes en 
flexion quatre points. Ce mode de sollicitation a été choisi afin de s’affranchir des 
effets liés aux contraintes de cisaillement dues à l’effort tranchant. Les éprouvettes 
prennent appuis sur des rouleaux métalliques ( sur la Figure II-21) qui assurent le 
rôle d’appuis simples. Les points d’appuis inférieurs et supérieurs sont distants de 
460 mm tandis que les appuis entre les deux éprouvettes sont espacés de 225 mm 
(Figure II-21). L’espacement de 225 mm correspondant à la zone de moment 
fléchissant constant a été choisi afin de répondre à deux exigences. Il faut qu’elle soit 
suffisamment grande pour avoir une représentation « correcte » de l’état de 




contrainte et de déformation, ce qui est le cas lorsqu’on se trouve « suffisamment » 
éloigné des points de chargement ou d’appuis (principe de Saint-Venant).   
Toutefois, elle ne devait pas être trop grande afin de minimiser la charge nécessaire 
pour obtenir le niveau de contrainte visé. L’espacement de 460 mm a quant à lui été 
fixé afin de laisser une distance minimale de 20 mm par rapport à l’extrémité de 
l’éprouvette. Notons enfin que le système métrologique adopté permet de « passer 
sous silence » des défauts couramment rencontrés dans le cas d’essais en flexion 
tels que le matage des appuis. 
II-B.2.4 Conditions d’essais (température et HR) 
Les valeurs de déformation de fluage en traction attendues sont faibles, au vu 
des informations disponibles dans la littérature (Reviron, 2009; Reviron et al., 2008; 
Rossi et al., 2012). Ceci implique que les déformations associées aux variations 
thermiques de la salle d’essai peuvent biaiser et/ou affecter significativement les 
résultats de fluage en traction. Pour cette raison, tous les essais se déroulent dans 
une pièce climatisée. Les courbes de la Figure II-23 permettent d’apprécier le niveau 
de maîtrise de la température (et dans une moindre mesure celle de l’humidité 
relative). 
Des précautions supplémentaires sont prises lors des essais. En traction 
directe, les deux éprouvettes dont celle qui est chargée et sur laquelle on vient 
mesurer les déformations de fluage et l’autre non chargée et qui est destinée aux 
mesures de retrait libre, sont placées côte à côte dans un caisson isolé 
thermiquement réalisé à base de polystyrène expansé (Figure II-24). D’un côté, ces 
deux éprouvettes subissent exactement la même histoire thermique et de l’autre, le 
caisson dans lequel elles sont placées permet d’amortir les petites fluctuations 
thermique et hydrique inévitables, comme le montre la Figure II-25. Du fait de son 
inertie thermique, le caisson permet surtout d’écrêter les pics de température pour 
des variations assez brutales et rapides (liées par exemple à une ouverture de 
porte). Pour des variations progressives (liées par exemple à une climatisation 
défaillante), son efficacité se ferait probablement moins ressentir. 
En flexion, les éprouvettes dédiées au fluage et à la mesure des déformations 
de retrait sont également placées dans un caisson isolé thermiquement (Figure II-22) 




afin absorber autant que possible les effets des variations de température lorsque 
cela s’avère nécessaire. 
 
Figure II-23 : Température et humidité relative enregistrées dans la salle climatisée  
 
 
Figure II-24 : Eprouvettes de fluage et de retrait  durant les essais de fluage en traction directe 





Figure II-25 : Comparaison des valeurs de température enregistrées à l’intérieur et à l’extérieur 
de la boîte 
II-C.Description du bâti de fluage en compression 
Pour aboutir aux objectifs annoncés, il est nécessaire de réaliser des essais 
de fluage propre en compression en parallèle de ceux en traction (directe et par 
flexion) afin de comparer les résultats sous les deux types de sollicitation. Cette 
partie est consacrée à la description des bâtis de fluage en compression dont 
dispose le LMDC. Ces bâtis sont en service depuis plusieurs décennies et ont 
montré leur efficacité pour étudier le fluage du béton. Nous nous contentons ici d’en 
rappeler les éléments essentiels. 
 Il s’agit de bâtis munis de vérins hydrauliques à simple effet reliés à un 
groupe hydraulique par un circuit aller-retour, permettant de charger/décharger 
chaque bâti indépendamment des autres. La Figure II-26 illustre le schéma du circuit 
hydraulique de la salle de fluage. 
Il est possible de charger simultanément 2 éprouvettes sur un même bâti et de 
détecter toute erreur lors de l’application de la charge (excentrement, mouvement de 
capteur, etc.) (Figure II-27). Les éprouvettes de fluage, de forme cylindrique (11×22 




cm), sont préalablement rectifiées pour rendre les extrémités planes et 
perpendiculaires aux génératrices afin de supprimer les efforts parasites. Ensuite, 
elles sont recouvertes de trois couches de papier aluminium autocollant sur toute leur 
surface pour les préserver de tout échange hydrique avec le milieu ambiant 
(Toutlemonde et Le Maou, 1996).  
   
Figure II-26 : Dispositif de mesure des déformations de fluage (Munoz, 2000) 
Les déformations sont obtenues à l’aide d’un capteur LVDT analogique placé 
dans une réservation créée dans l’éprouvette au moment du coulage à l’aide d’un 
insert métallique (Figure II-28). Il s’agit donc d’une mesure interne mais la 
comparaison avec des mesures de déformation externes (c’est-à-dire à la surface de 
l’éprouvette) montre des écarts (inférieurs à 5%) qui peuvent a priori être négligés 
(Munoz, 2000). Les capteurs possèdent une étendue de mesure de 2 mm (± 1 mm) 
avec une incertitude de 0,2 %. Ils sont préalablement étalonnés sur leur zone de 
linéarité (comprise entre -500 µm et +500 µm) au début de chaque essai afin de 
corriger les valeurs lues directement en utilisant une régression linéaire. Sachant que 
les déplacements sont évalués au µm près et que la base de mesure est de 115 mm, 
l’incertitude de mesure sur la déformation est donc de 1/0.115 = 9 µm/m (Munoz, 
2000). La pression appliquée est ajustée en fonction du taux de chargement visé. 
Toutefois, comme le système ne possède pas de dispositif pour compenser les 
baisses de pression liées aux variations de hauteur des éprouvettes résultant du 




fluage (type accumulateur oléopneumatique), il est nécessaire de venir ajuster 
régulièrement la pression appliquée.   
   
Figure II-27 : Schéma du bâti de fluage en compression (Proust, 2002) 
 
  
Figure II-28 : Vue (rendue possible après rupture de l’éprouvette par fendage) d’un capteur 
LVDT pour la mesure des déformations de fluage en compression (Proust, 2002) 




II-D. Bilan et choix des options expérimentales 
II-D.1 Bilan  
Afin de réaliser des essais de fluage en traction sur matériaux cimentaires, 
des bâtis de fluage en traction ont été conçus. Pour cela, nous nous sommes appuyé 
sur des recommandations tirés de la littérature (Elvery et Haroun, 1968) concernant 
les exigences d’un essai de traction à long terme sur des matériaux cimentaires. 
Chaque point relatif au développement des bancs de fluage en traction tel 
que : le choix du type d’extensomètre, le choix du type de bâti, la méthode de fixation 
des éprouvettes, etc., a été décrit en détail. Grâce à l’adaptation du bâti 
œdométrique utilisé en géotechnique (qui a été utilisé précédemment pour la 
confection d’un banc de fluage en traction/compression pour éprouvettes de mortier 
(Multon et Turatsinze, 2008)), deux nouveaux bâtis de fluage en traction ont été mis 
au point dont un dédié aux essais de fluage en traction directe sur des éprouvettes 
de béton et un autre destiné aux essais de fluage en flexion sur des mini-poutres en 
béton. En traction directe, le mode de fixation d’éprouvette (qui figure comme l’un 
des points les plus délicats pour ce genre d’essai) retenu à l’issue d’une revue de la 
littérature sur le sujet est le collage à l’aide de la colle bi-composant: liquide Pleximon 
+ poudre plex. Concernant le suivi des déformations à long terme,  des jauges de 
déformation du type « FLM-60-11 » ont été retenues en raison de leur stabilité dans 
le temps ainsi que de leur insensibilité vis-à-vis des problèmes liés à des 
phénomènes de remontées capillaires (il faut garder à l’esprit qu’un équilibre 
hygrométrique doit être atteint entre le moment du collage et l’instant de la mise en 
charge). 
Même si les essais se déroulent au sein d’une salle climatisée, une attention 
particulière est accordée aux problèmes liés aux inévitables variations de 
température. Des caissons fabriqués à base de polystyrène expansé et ayant une 
grande inertie thermique ont donc été conçus. Les éprouvettes dédiées aux essais 
de fluage et de retrait sont placées côte à côte dans ces caissons pendant toute la 
durée des essais.  
Enfin, le dispositif expérimental de fluage en compression qui existe déjà au 
LMDC est présenté en fin de ce chapitre afin de pouvoir comparer les résultats 




obtenus en traction (directe et par flexion) avec ceux en compression sur le même 
matériau. 
II-D.2 Choix des options expérimentales 
Ce travail de thèse vise à améliorer l’état des connaissances sur le 
comportement différé en traction du béton et, en particulier, l’incidence de 
l’endommagement sur cette réponse différée du matériau. La revue bibliographique 
établie au chapitre I a mis en avant la nécessité de mener des essais de fluage en 
traction sur des matériaux cimentaires en vue notamment de comparer les résultats 
avec ceux en compression qui sont mieux documentés, d’autant plus que ces essais 
sont plus faciles à réaliser.    
Concernant le choix du matériau qui va servir de support à cette thèse, il s’agit 
du BHP de référence de l’Andra à base de ciment CEM I. La principale motivation de 
ce choix porte sur les études antérieures (réalisées au LMDC de Toulouse (Camps, 
2008 ; Ladaoui 2010) et au LML de Lille (Brue, 2009) entre autres) relatives à son 
comportement différé mais qui restent axées essentiellement sur la compression. 
Compte tenu du rôle non négligeable de l’effet de l’hétérogénéité du matériau vis-à-
vis des processus différés (Denarié et al. 2006), travailler directement sur béton nous 
a paru plus indiqué que de travailler sur pâte ou sur mortier. Toutefois, il serait 
intéressant de compléter la campagne expérimentale par des essais de fluage sur 
pâte et sur mortier pour avoir une vue plus complète des effets des différentes 
hétérogénéités sur le fluage et de pouvoir les déconvoluer par la suite. Compte tenu 
des exigences expérimentales de tels essais (mise en œuvre de matériels 
spécifiques, planning, etc.), ceci n’a pas été prévu dans le cadre de la thèse mais 
sera proposé en perspective de cette étude. 
Concernant le choix des conditions d’essais, le Tableau I-6 (cf. Chapitre I) 
montre que l’état hygrothermique de l’éprouvette peut exercer un effet notable sur 
l’amplitude finale des déformations. Aussi, afin de minimiser les interactions 
potentielles avec d’autres phénomènes et limiter les effets de structures induits par le 
séchage, nous nous sommes limité à une configuration dans laquelle il n’y a pas 
d’échange hydrique avec le milieu extérieur (conditions endogènes) et pour laquelle 
la température reste modérée (20°C). 




Des essais de caractérisation à l’état frais (affaissement au cône et masse 
volumique) ainsi qu’à l’état durci (module d’élasticité, résistance en traction directe et 
en compression) du matériau d’étude seront d’abord menés. Concernant le dernier 
point, il serait souhaitable de pouvoir accéder à la vraie résistance des éprouvettes 
testées en fluage pour avoir une bonne estimation du niveau de chargement avec 
lequel l’éprouvette est réellement soumise. Ce point est important étant donné la 
variabilité et les conséquences en termes de rupture lors du fluage tertiaire. En 
l’absence d’essais non destructifs pour estimer de manière précise la vraie 
résistance des éprouvettes soumises à un chargement de fluage, des essais de 
résistance (en traction directe et en compression) en mode quasi-statique seront 
menés sur des éprouvettes témoins issues de la même gâchée et conservées dans 
les mêmes conditions que celles soumises au fluage. Les valeurs de résistance 
mécanique retenues par la suite seront alors des valeurs moyennes. Pour que ces 
dernières soient les plus représentatives, compte tenu des dispersions associées aux 
essais de résistance mécanique, les moyennes ne concerneront que la gâchée 
étudiée. D’autre part, pour un niveau de chargement donné, ces essais de résistance 
seront pratiqués sur au moins 3 éprouvettes en compression et 6 éprouvettes en 
traction où la dispersion est plus importante. Les essais servant à la détermination du 
module de Young menés conformément aux recommandations de la Rilem (1972) 
seront effectués sur un ensemble de 3 éprouvettes par gâchée. 
Enfin, en ce qui concerne les essais de déformations différées, des essais de 
retrait (libre) seront menés en parallèle avec ceux où les éprouvettes seront 
soumises à un chargement maintenu constant dans le temps pour avoir la 
composante de fluage. Afin de limiter les interactions potentielles avec les effets de 
l’hydratation (augmentation de rigidité et de résistance, retrait endogène, etc.), mais 
également afin de disposer de suffisamment de marge de manœuvre lors de la mise 
en place des essais (étanchéisation des éprouvettes à l’aide de feuilles d’aluminium 
autocollant, collage des jauges, mise en équilibre thermique des éprouvettes jusqu’à 
ce que les déformations soient stabilisées, etc.), le chargement mécanique sera 
effectué 28 jours après la phase de coulage. Compte tenu de l’importance du taux de 
chargement vis-à-vis du fluage (cf. paragraphe I-C.2.5 du chapitre I), nous ferons 
varier les niveaux de chargement entre 30% et 70% de la résistance ultime (en 
traction ou en compression). Les déformations pour chaque type d’essai (fluage et 




retrait) seront mesurées au moyen de deux éprouvettes par souci de représentativité. 
La date du déchargement quant à elle est fixée par le nombre de bâtis disponibles, 
ce qui conduit à un déchargement après 215 jours de chargement en compression et 
entre 55 et 85 jours de chargement en traction directe et en traction par flexion.  
Le chapitre III sera consacré à la présentation des résultats de la campagne 
expérimentale que nous avons menée et dont les points importants ont été 
précédemment décrits. Cette campagne nous servira également à tirer parti des 
dispositifs expérimentaux que nous avons développés et qui font l’objet du chapitre 
actuel.    
 













CHAPITRE III : RESULTATS EXPERIMENTAUX 
 
 





L’analyse bibliographique effectuée dans le chapitre Ι a montré que la 
compréhension du comportement mécanique différé en traction du béton souffrait de 
nombreuses lacunes et que les résultats expérimentaux disponibles à ce sujet sont 
rares et donc insuffisants. De plus, quand ils sont disponibles, la confrontation des 
résultats de différents auteurs sur la comparaison du fluage en traction avec celui en 
compression montre des tendances contradictoires. Nous avons également montré 
l’importance de bien prendre en compte la différence qui pouvait exister entre le 
fluage en traction et celui en compression lors de l’analyse du comportement 
mécanique de structures en béton et plus particulièrement lorsqu’il s’agit d’ouvrages 
exceptionnels (tunnel de stockage en profondeur, barrage, ponts, etc.). Ceci a donc 
motivé l’Andra (Agence Nationale pour la gestion des Déchets Radioactifs) à mettre 
au point un programme expérimental visant à se doter de bâtis de fluage en traction 
afin de réaliser une campagne d’essais de fluage en traction directe, en compression 
et en flexion simple. La base de données constituée à l’issue de ce programme 
expérimental devrait permettre d’affiner les modèles de fluage déjà existants mais 
calés uniquement à partir de résultats d’essais de fluage en compression simple. En 
effet, le fluage en compression a été déjà abordé au cours de précédentes études 
(Brue, 2011; Camps, 2008; Ladaoui, 2010; Ladaoui et al., 2011) et le point original 
de notre travail est qu’il est dédié aux essais de fluage en traction (directe et par 
flexion). Il est à noter que les essais étaient initialement prévus pour être menés sur 
des éprouvettes de mortier mais il nous a semblé plus judicieux d’entreprendre des 
expérimentations directement sur béton à conditions de nous en donner les moyens 
en termes de bancs d’essais. La première partie de ce chapitre est naturellement 
consacrée à la présentation du matériau utilisé au cours de cette thèse, qui est le 
béton de formulation Andra à base de ciment CEM I et de ses caractéristiques à 
l’état frais et à l’état durci. La deuxième partie quant à elle est dédiée aux résultats 
de campagnes d’essais de fluage propre à température constante (20°C) en 
compression, en traction directe et en flexion, à différents taux de chargement. Elle 
sera alors complétée par une analyse des résultats obtenus qui sera présentée dans 
la troisième partie. 





Les études préliminaires menées par Mary-Dippe, (2001) ont permis de définir 
les formulations de référence adoptées par l’Andra dans le cadre du stockage des 
déchets radioactifs en profondeur. Il s’agit en l’occurrence des quatre bétons 
suivants : CEM I non fibré, CEM V non fibré, CEM I fibré et un CEM V fibré. Cette 
étude a porté sur le béton CEM I non fibré uniquement. 
III-B.1 Caractéristiques des constituants du béton utilisé 
III-B.1.1 Le ciment 
Le ciment utilisé est un CEM I 52.5 R produit par l’usine LAFARGE (Val 
d’Azergues) dont les caractéristiques sont données en Annexe A. Il répond aux 
exigences suivantes (Ladaoui, 2010) : une résistance aux attaques sulfatiques, une 
faible chaleur d’hydratation, une résistance importante compatible avec les BHP et 
une faible teneur en alcalins.  
III-B.1.2 Les granulats 
Les granulats utilisés ont été choisis pour se prémunir du risque vis-à-vis des 
réactions alcali-granulats, ce qui explique le choix des granulats concassés et lavés 
provenant de la carrière du Boulonnais dont caractéristiques sont fournies par le 
Tableau III-1. Leur coefficient d’absorption est assez faible (inférieur à 1 %). Les 
fiches techniques de ces deux types de granulats (sable 0/4 et gravier 5/12,5) sont 
données en Annexe A. 
Caractéristiques Sable 0/4 Gravillon 5/12,5 
Dimensions (mm) 0-4 5-12,5 
Masse volumique réelle (kg/m3) 2651 2659 
C effi ie t d’ab  rpti   0,7 % 0,8 % 
Equivalent de sable 81,5 % - 
Propreté superficielle - 0,7 % 
Tableau III-1 : Caractéristiques des granulats     





L’utilisation de superplastifiant confère au béton une bonne ouvrabilité tout en 
gardant la valeur du rapport Eau/Liant faible, ce qui a pour effet d’améliorer 
considérablement les propriétés mécaniques à l’état durci. L’adjuvant choisi par 
l’Andra pour la formulation des bétons non-fibrés est le Glénium 27 qui est un 
superplastifiant haut réducteur d’eau produit par la société MBT. Sa fiche technique 
est donnée en Annexe A. 
III-B.2 Formulation du béton de référence Andra à base de CEM I 
La formulation est présentée dans le Tableau III-2. Il s’agit en réalité d’une 
formulation qui a été ajustée par Camps, (2008) mais qui vise les mêmes 
caractéristiques à l’état frais ainsi qu’à l’état durci que la formulation originale. 
Constituants  Proportions (kg/m3) 
CEM I 52,5 R  400 
Sable calcaire 0/4 mm, Boulonnais 858 
Gravillon calcaire 0/12.5 mm, Boulonnais  945 
Superplastifiant Glénium 27, MBT  2,2 
Eau totale 178 
Tableau III-2 : Formulation du béton de référence Andra à base de CEM I 
III-B.3  Procédures et caractérisation du béton à l’état frais 
III-B.3.1 Coulage 
Le gâchage du béton est réalisé dans un malaxeur normalisé de capacité 50 
litres. La séquence de malaxage est la suivante : 
  Humidification de la cuve du malaxeur ainsi que des différents outils 
nécessaires pour le coulage  
  Introduction des gravillons 
  Introduction du ciment 
  Introduction du sable 




  Malaxage à sec pendant deux minutes 
  Ajout progressif de l’eau mélangée au superplastifiant  
  Malaxage à nouveau pendant une minute 
  Vérification des propriétés d’ouvrabilité et ajustement si besoin 
  Malaxage final pendant deux minutes 
  Vidange du contenu du  malaxeur  
Des moules préalablement huilés sont remplis en deux couches successives 
vibrées à la table vibrante. Les éprouvettes confectionnées sont ensuite 
immédiatement entreposées dans une salle de conservation humide (T=20°C et HR= 
95±5 %) où elles sont recouvertes par une bâche pour éviter les éclaboussures 
d’eau. Elles sont démoulées 24 heures après le coulage puis soumises à une cure 
humide pendant une quinzaine de jours (conservation dans un bac rempli d’eau). 
III-B.3.2 Désignation des différentes gâchées réalisées 
 Au total, cinq gâchées ont été réalisées. Trois gâchées sont dédiées aux 
essais de fluage en traction (directe et par flexion) à 30, 40 et 50 %. En compression, 
une gâchée est réservée aux essais de fluage à 30 et 50 % tandis qu’un coulage a 
été consacré aux essais à 70 %. Les taux de chargement appliqués sont calculés par 
rapport à la résistance en traction directe dans le cas des essais de fluage en traction 
(directe et par flexion) et par rapport à la résistance en compression simple dans le 
cas des essais de fluage en compression. Le choix de ces taux de chargement sera 
justifié dans la partie relative aux essais de fluage. La désignation des différentes 
gâchées est donnée dans le Tableau III-3 suivant : 
  




Taux de chargement 
appliqué 
Type de  ’e  ai Désignation de la gâchée 
30% Traction directe/flexion TF-30 
40% Traction directe/flexion TF-40 
50% Traction directe/flexion TF-50 
30% et 50% Compression C-30/50 
70% Compression C-70 
Tableau III-3 : Désignation des différentes gâchées réalisées au cours de la thèse 
III-B.3.3 Caractéristiques à l’état frais 
A la suite du malaxage, la masse volumique ainsi que l’affaissement au cône 
d’Abrams sont mesurés respectivement suivant les normes NF EN 12350-6, (1999) 
et NF EN 12350-2, (1999). Rappelons que l’affaissement requis pour le projet auquel 
ce béton est originellement destiné est de 24 cm (Camps, 2008).  
Les résultats de caractérisation à l’état frais sont résumés dans le Tableau 
III-4 où chaque valeur est une moyenne sur cinq gâchées. 
Caractéristiques Valeur moyenne Dispersion 
Masse volumique (kg/m3) 2416 1% 
Affaissement (cm) 23 7% 
Tableau III-4 : Caractéristiques à l’état frais 
Ces valeurs sont assez proches de celles obtenues par Camps, (2008) et 
Ladaoui, (2010) dans leurs campagnes respectives et de celles qui figurent dans le 
rapport de Mary-Dippe, (2001).  
 




III-B.3.4 Conservation et préparation des éprouvettes avant les essais 
 Pour que le retrait (lié à l’hydratation des grains de ciment ou au séchage) 
n’entame pas le potentiel de fluage du béton, les éprouvettes sont conservées tout 
d’abord sous eau pendant les 15 premiers jours qui suivent le démoulage. Il est à 
noter que ce mode de cure a également été adopté par Ladaoui, (2010) dans sa 
campagne expérimentale mais sur une période beaucoup plus longue (14 mois). 
Après cette période, elles sont ensuite séchées en surface puis recouvertes d’une 
triple couche de feuilles autocollantes en aluminium selon la procédure indiquée 
dans Toutlemonde et Le Maou, (1996). Des ouvertures au niveau de la triple couche 
de feuilles d’aluminium sont pratiquées afin de permettre le collage de jauges 
destinées à la mesure des déformations de fluage et de retrait. Une vérification 
systématique de l’état d’humidité de surface au niveau de la zone de fixation des 
jauges est effectuée au moment du collage pour s’assurer qu’il n’y a pas eu de 
remontée d’eau après la pose des feuilles d’aluminium autocollantes. En effet, des 
remontées d’eau peuvent apparaître en surface lorsque l’équilibre hydrique s’établit 
au sein de l’éprouvette. Enfin, les éprouvettes sont conservées dans la salle d’essai 
où l’atmosphère est contrôlée (T=20°C, HR=50%)  jusqu’au moment des essais à 28 
jours. 
III-B.4 Caractéristiques du BHP  à l’état durci 
III-B.4.1 Résistance en compression 
La résistance en compression uniaxiale est déterminée suivant la norme NF 
EN 12390-3, (2003). La charge est appliquée sans choc et de manière continue et 
progressive avec une vitesse constante de 0,5 MPa/s jusqu’à la ruine complète de 
l’éprouvette. La résistance en compression fcm (MPa) est donnée par la formule :   




Dans laquelle : 
  F est la charge maximale atteinte au cours de l’essai en N 
  A est l’aire de la section transversale de l’éprouvette en m2 
Les éprouvettes utilisées sont des cylindres de 11 cm de diamètre et 22 cm de 
hauteur, préalablement rectifiées au niveau des extrémités pour obtenir des faces 




planes et perpendiculaires aux génératrices. L’essai, asservi en force, est effectué au 
moyen d’une presse hydraulique de capacité maximale 3000 kN. 
La valeur moyenne de la résistance en compression à 28 jours obtenue sur 
l’ensemble des gâchées est de 68,2 MPa avec une dispersion de 5 %.  
III-B.4.2 Module d’élasticité 
III-B.4.2.a  Module d’élasticité obtenu selon les recommandations de la 
RILEM, (1972) 
Les essais servant à la détermination du module d’élasticité longitudinal sont 
réalisés grâce à la même presse hydraulique que celle utilisée pour la détermination 
de la résistance en compression, en suivant les recommandations de RILEM, (1972). 
Une cage extensométrique (Figure III-1) est fixée à la surface latérale à l’aide de vis 
pointeaux. La cage est positionnée à la moitié de la hauteur de l’éprouvette grâce à 
un dispositif dédié (cale + couronne) de manière à ce que les mesures se fassent en 
dehors de la zone de frettage. La cage est équipée de 3 capteurs de déplacement de 
type LVDT, disposés suivant une répartition angulaire de 120° qui permettent de 
mesurer les déformations de la zone centrale de l’éprouvette sur une base de 120 
mm. Une chaîne d’acquisition reliée aux capteurs récupère la variation des 
déformations en fonction de la force.  
 
Figure III-1 : Cage extensométrique J2P pour la mesure du module d’élasticité 
Dix cycles de chargement/déchargement d’une amplitude égale au tiers de la 
résistance en compression du béton préalablement déterminée, sont effectués 
(Figure III-2). L’essai étant piloté en force, la vitesse de chargement imposée est 
égale à 0,5 MPa/s. 
 





Figure III-2 : Cycles de chargement-déchargement lors de la détermination du module 
d’élasticité 
Compte tenu de la quasi-linéarité observée lors des cycles de chargement-
déchargement (Figure III-3), le module d’Young peut être évalué lors du dernier cycle 
à partir de la formule suivante : 




     
     
 (III-2) 
 
    désigne le 1/3 de la résistance moyenne en compression en MPa 
    est la contrainte de précharge égale à 0,5 MPa 
    /    déformations longitudinales correspondant resp. aux contraintes   /    
 
Figure III-3 : Courbe Contraintes-Déformations obtenue au cours d’un essai de module 
d’élasticité à 28 jours 




Les déformations irréversibles observées lors du premier cycle sont 
probablement dues à la refermeture des fissures préexistantes ainsi qu’à la 
consolidation du matériau du fait de l’effet d’écrasement subi par l’éprouvette. Elles 
sont nettement moins perceptibles pour les cycles suivants.  
Les valeurs du module d’élasticité à 28 jours correspondant aux différentes 
gâchées sont données dans le Tableau III-5 suivant : 
Gâchée Moyenne (MPa) 
Coefficient de variation 
(%) 
TF-30 42040 2,40 
TF-40 40060 2,90 
TF-50 41075 1,80 
C 30/50 41944 1,56 
C 70 42336 2,43 
Tableau III-5 : Modules d’élasticité à 28 jours obtenus conformément au protocole recommandé 
par la RILEM, (1972) 
Pour l’ensemble des gâchées réalisées, on trouve un module d’Young moyen 
de 41617 MPa. La dispersion des valeurs est assez faible (inférieure à 3 %). 
III-B.4.2.b  Module d’élasticité sécant obtenu pendant les essais de fluage 
pendant les phases de chargement/déchargement 
Lors d’un essai de fluage, le matériau subit des déformations instantanées, 
suivies de déformations visqueuses avec une cinétique décroissante dans le temps. 
La phase de montée en charge quasi-instantanée permet de calculer un module 
d’élasticité « apparent » (qui est en réalité le module sécant correspondant à un 
niveau de charge donné) moyennant la connaissance de la valeur de la contrainte 
appliquée (ou enlevée) ainsi que de la déformation instantanée correspondante. 
Le Tableau III-6 présente les valeurs de module d’élasticité « apparent » 
obtenues au cours des essais de fluage en traction directe, en compression et en 
flexion, pendant les phases de chargement et de déchargement pour 3 niveaux de 




chargement3 (30, 40 et  50% de la résistance en compression ou de la résistance en 
traction).  
Sollicitation 
Lors du chargement Lors du  déchargement 








































 Tableau III-6 : Module instantané lors du chargement/ du déchargement (en MPa) 
Chaque valeur du Tableau III-6 correspond à une moyenne sur 2 éprouvettes 
ainsi qu’à l’âge des échantillons lors de la charge et de la décharge (valeurs entre 
parenthèses). Pour comparaison, les valeurs de modules mesurées à partir d’essais 
menés suivant les recommandations de la RILEM, (1975) sont données dans le 
Tableau III-5. 
Pour des taux de chargement allant de 30 à 50% et pour les différents types 
de sollicitation (traction directe, compression et flexion), les valeurs du module 
instantané au moment du chargement sont comprises entre 41525 MPa et 46650 
MPa. Les écarts qui existent entre ces valeurs restent assez faibles compte tenu des 
artefacts d’essais d’une part, et de la dispersion propre aux essais ainsi que de la 
nature hétérogène du béton qui sont du même ordre de grandeur que les écarts 
constatés d’autre part (avec un écart maximal par rapport à la moyenne de 5% en 
traction/flexion et de 10% en compression). De plus, ces valeurs ne présentent pas 
d’écarts significatifs par rapport à celles obtenues dans le cadre d’un essai 
                                            
3
 Le module en compression  à 70% quant à lui est obtenu uniquement lors de la phase de 
chargement, ceci en raison du fait que les éprouvettes n’ont pas été déchargées pour vérifier le 
comportement de ces dernières vis-à-vis  d’une éventuelle rupture par fluage tertiaire pour des taux de 
chargement élevés. 




conventionnel. On note toutefois une baisse marquée du module instantané pour le 
chargement à 70% en compression. 
III-B.4.2.c  Discussion  
 Aucun effet apparent de l’intensité de chargement n’a été détecté sur la 
valeur du module instantané lors de la charge, pour des niveaux de chargement 
compris entre 30 et 50% (Tableau III-6). Ceci semble indiquer que le comportement 
mécanique instantané demeure linéaire jusqu’à un niveau de chargement atteignant 
50% de la résistance en compression ou de celle en traction. En effet, dans cette 
limite, n’est suspectée qu’une faible croissance de fissures d’interface, aussi bien en  
traction (Al-Kubaisy et Young, 1975) qu’en compression (Mindess, 1983, Saito, 
1987). Selon Saito, (1987), ce n’est qu’au voisinage de la contrainte de rupture que 
les fissures de mortier qui sont principalement responsables de la non-linéarité du 
diagramme contrainte-déformation commencent à se développer intensément. Ceci 
explique sûrement la baisse du module observée lors du chargement en 
compression à 70% (Meyers et al., 1969).  
 Lors du déchargement, une légère augmentation de la valeur du  module est 
constatée pour toutes les éprouvettes testées, à l’exception de celles testées à 30 % 
en compression. Il est donc délicat de tirer des conclusions sur l’effet du fluage sur la 
rigidité des éprouvettes dans le cadre de nos essais. En outre, une revue de la 
littérature relative au comportement d’éprouvettes ayant subi un chargement à long 
terme montre que ces dernières voyaient leurs propriétés mécaniques (notamment la 
rigidité et résistance) s’améliorer. Selon les auteurs, il peut s’agir de l’effet de la 
maturation du matériau liée à la poursuite de l’hydratation (Brooks et Neville, 1977), 
de l’hydratation supplémentaire induite par le fluage (Maruyama et al., 2002; Rossi et 
al., 2012; Sousa Coutinho, 1969, 1977) ou encore de la consolidation du matériau 
due au fluage (Morin et Maso, 1982).  
III-B.4.3 Essais de traction 
III-B.4.3.a  Essais de traction directe 
La principale difficulté de ces essais réside au niveau de la mise en place de 
l’éprouvette, c’est-à-dire sa fixation sur la machine d’essai et l’obtention d’un 
alignement parfait afin que le champ de contrainte soit rigoureusement uniaxial. Les 
essais de traction directe ont été réalisés à l’aide d’une presse hydraulique rigide de 




capacité maximale 50 kN  pouvant être pilotée en force ou en déplacement. L’effort 
de traction est transmis à une éprouvette de béton prismatique de dimensions 
70×70×200 mm par l’intermédiaire d’embases métalliques collées à ses extrémités 
(Figure III-4). Ces dernières, de forme cylindrique, sont réalisées à partir d’un alliage 
d’aluminium AU4G. La colle utilisée pour la fixation de l’éprouvette est la colle bi-
composante (Poudre Plex + liquide Pleximon) à prise rapide (les caractéristiques de 
la colle sont rappelées au paragraphe II.B.2.2.b.1 du chapitre ΙΙ). Afin d’augmenter la 
qualité du collage, des entailles (appelées également peignes) de 10 mm de 
profondeur ont été pratiquées sur les bases des éprouvettes avant le collage (Figure 
III-5). En s’inspirant des recommandations RILEM TC 162-TDF, (2002), la vitesse de 
chargement est fixée à 5 µm/m. La force et les déplacements sont relevés et 
transmis vers une chaîne d’acquisition.   
 
Figure III-4 : Collage d’une éprouvette avant un essai de traction directe : sur une face (a)- sur 
les 2 faces (b) 
 





Figure III-5 : Peigne sur la base d’une éprouvette pour en vue d’améliorer le collage avant 
l’essai de traction directe  
Les valeurs de résistance en traction directe obtenues à 28 jours sur les 
éprouvettes issues des gâchées TF-30, TF-40 et TF-50 sont présentées dans le 
Tableau III-7 suivant. 
Gâchée 
Résistance 






TF-30 3,48 19 6 
TF-40 3,59 10 8 
TF-50 2,99 13 10 
Ensemble 3,31 16 24 
Tableau III-7 : Résistance en traction directe à 28 jours des éprouvettes des gâchées TF-30, TF-
40 et TF-50. 
III-B.4.3.b Traction par fendage 
Les difficultés rencontrées lors de la réalisation d’un essai de traction directe 
évoquées précédemment conduisent à se tourner généralement vers des essais 
« indirects » dont les plus courants sont les essais de flexion et les essais de 
fendage (ou essai Brésilien) (Burlion, 2005).  Seuls les essais de fendage ont été 
réalisés au cours de cette thèse. Ils sont pratiqués sur des éprouvettes de même 
géométrie que pour les essais de résistance en compression simple (des éprouvettes 
cylindriques de dimensions 11×22 cm) et sur la même presse. Un effort de 




compression est appliqué suivant une génératrice du cylindre et va ainsi créer des 
contraintes de traction perpendiculairement à la direction de chargement (Figure 
III-6(a)) qui vont mener l’éprouvette à la rupture (Figure III-6 (b)). 
 
Figure III-6 : Etat de contraintes dans une éprouvette testée en traction par fendage (a) – 
Dispositif d’appuis et éprouvette rompue après un essai de fendage (b)  
La valeur moyenne de la résistance en traction par fendage à 28 jours pour 
les  gâchées T-30, T-40 et T-50 est de 3,5 MPa avec une dispersion de mesure de 
l’ordre de 20 %. Cette résistance moyenne est très proche de celle en traction directe 
avec à peu près le même ordre de grandeur au niveau de la dispersion des mesures. 
 Notons que lors d’un essai de fendage, le plan de rupture est imposé. Ceci a 
pour effet de surestimer la valeur de résistance obtenue à partir de cet essai. Dans 
cette étude, le ratio résistance en traction directe/résistance par fendage de 0,95. 
Selon Zheng et al., (2001), si les essais sont menés avec le plus grand soin, la 
résistance en traction directe devrait être plus élevée que celle obtenue par fendage.  
III-B.4.3.c  Discussion sur la dispersion des mesures de résistance en 
traction et ses conséquences sur la détermination du taux de chargement 
La résistance en traction directe affiche clairement une dispersion plus 
importante que celle en compression. En fait, une contrainte de compression tend à 
consolider une éprouvette de béton au début des essais (en refermant les défauts 
préexistants) tandis qu’une contrainte de traction exercerait plutôt l’effet contraire en 
créant un endommagement local de la microstructure par propagation des défauts 
initiaux (fissuration créée par un retrait gêné, bulles d’air, etc.). Ainsi, la réponse en 




traction est plus sensible à la présence de défauts initiaux (Torrenti et al., 1988) dont 
la concentration est étroitement liée à l’hétérogénéité du matériau. 
 Lors d’un test de fluage, une connaissance précise de la valeur de la 
résistance du béton est nécessaire avant de réaliser l’essai. En effet, le taux de 
chargement est estimé par rapport à la résistance (en traction ou en compression) au 
moment du chargement. Un tel objectif n’est pourtant pas facile à atteindre en 
l’absence d’essais non destructifs pour déterminer directement cette résistance sur 
l’éprouvette destinée à subir l’essai de fluage. Par conséquent, à cause de la 
dispersion sur la résistance en traction directe, un taux de chargement calculé sur la 
base d’une valeur moyenne peut conduire à des résultats quelque peu biaisés, 
notamment lorsqu’on est face à de hauts niveaux de chargement (Reinhardt et 
Rinder, 2006). 
III-B.5  Mesure du retrait (endogène)  
Il n’est pas possible d’accéder directement aux déformations de fluage à partir 
des mesures brutes de déformation. En effet, comme le retrait et le fluage se 
manifestent en parallèle, l’accès aux déformations de fluage impose la connaissance 
des déformations de retrait mesurées à partir d’éprouvettes témoins (RILEM, 1998). 
Cela suppose donc que les variations dimensionnelles de retrait ne soient pas 
affectées par les déformations de fluage et vice versa. La pertinence de cette 
hypothèse reste cependant discutable (cf. paragraphe I-C.2.6 du chapitre I). 
Une campagne de mesure de déformations de retrait endogène depuis le très 
jeune âge sur le même béton que celui de la thèse a été effectuée par la Division 
Transfert du LMDC dans le cadre du projet national CEOS. Il s’agit de mesures par 
pesée hydrostatique dont le principe consiste à relever les variations de volume d’un 
échantillon de béton (placé dans une membrane en nitrile, elle-même plongée dans 
de l’huile de paraffine à 20°C) à travers la différence de masse lorsque ce dernier se 
trouve dans l’air et sous eau (principe d’Archimède). Comme il s’agit en fait d’une 
mesure volumique, il est possible de se ramener à une mesure linéique en faisant 
l’hypothèse que le retrait endogène soit isotrope. Les déformations de retrait 
(comptées ici positivement) mesurées depuis l’instant du coulage sont présentées 
sur la Figure III-7 tirée de la thèse de Souyris, (2012). 





Figure III-7 : Retrait endogène mesuré par pesée hydrostatique depuis l’instant du coulage 
(Souyris, 2012) 
Ces résultats indiquent une contraction initiale très rapide suivie d’une phase 
de gonflement qui se poursuit jusqu’à environ 6h. Au-delà de cette période, le retrait 
recommence à croître. Ces courbes sont ensuite recalées à 18h, en supposant que 
la percolation a lieu aux environs de cette période, puis comparées aux résultats 
obtenus par Camps et Ladaoui à l’aide de mesures au rétractomètre (Figure III-8)  
 
Figure III-8 : Recalage du retrait mesuré par pesée hydrostatique à 18h et comparaison avec les 
résultats de Camps et Ladaoui obtenus par rétractomètre (Souyris, 2012) 




Il en ressort toute la complexité de mesurer avec précision ces déformations, 
notamment au jeune âge, au vu des dispersions importantes affichées par les 
courbes présentées précédemment. A notre avis, cet aspect aléatoire des 
déformations est étroitement lié à l’histoire de l’éprouvette et notamment aux 
échanges thermique et/ou hydrique de celle-ci avec son environnement (qui ne sont 
pas les mêmes si l’éprouvette est démoulée après 1 jour de cure humide ou si elle 
est constamment placée dans une membrane étanche). Dans une moindre mesure, il 
pourrait également s’agir d’artefacts introduits par la méthode de mesure (dans sa 
thèse, Briffaut, (2010) évoque en particulier le fait que le rétractomètre n’est pas 
adapté aux mesures de retrait endogène au très jeune âge à cause des plots en 
laiton qui pénètrent sous l’effet du poids propre de l’éprouvette et qui de fait 
surestiment les déformations mesurées). 
Dans notre cas, une difficulté supplémentaire est introduite par l’histoire 
complexe que subit l’éprouvette et qui est évoquée au paragraphe III-B.3.4. A cela 
s’ajoute les contraintes liées à la mise en œuvre pratique de l’essai (pose des 3 
couches de feuille d’aluminium, collage des jauges, etc.) qui ne permettent pas 
d’effectuer les mesures à l’aide de jauges (comme dans le cas des éprouvettes de 
fluage) directement après l’arrêt de la cure sous eau. Sachant que les essais de 
fluage ont lieu à 28 jours et que c’est la principale raison de mesurer le retrait en 
parallèle, nous nous limité aux déformations de retrait mesurées au-delà de cette 
période4.   
Afin de limiter le risque de dispersion, les éprouvettes témoins sont issues de 
la même gâchée que celles soumises au fluage. Les déformations de retrait sont 
mesurées sur des éprouvettes non-chargées ayant la même géométrie que celles qui 
subissent le chargement, par souci de représentativité. Les résultats de mesures de 
retrait endogène effectuées à partir de  28 jours après le coulage sont reportés sur la 
Figure III-9. Les valeurs relevées correspondent au retrait moyen relatif à trois 
gâchées différentes (respectivement TF-30, TF-40 et TF-50) et pour deux 
dimensions d’éprouvettes différentes (Dim1 correspond aux éprouvettes de 
                                            
4
 Il est utile de signaler que l’intérêt véritable de mesurer les déformations au très jeune âge pour 
prendre en compte de l’effet de consolidation vis-à-vis du potentiel visqueux dans la modélisation du 
fluage ne nous est apparu que tardivement par rapport au déroulement de la thèse. 




dimensions 70×70×280 mm chargées en traction et Dim2 aux éprouvettes de 
dimensions 100×100×500 mm sollicitées en flexion).  
Les variations dimensionnelles de retrait mesurées après 28 jours sont faibles 
et ne dépassent pas les 20 µm/m après 80 jours de mesure. Le fait qu’il subsiste du 
retrait endogène au-delà de 28 jours témoigne de la poursuite du complexe 
processus d’hydratation. Si l’on veut s’en affranchir, il faudrait envisager des essais 
sur des éprouvettes nettement plus âgées, mais l’inconvénient est que le potentiel de 
fluage du béton risque de se retrouver diminué.  
Il est également à noter que la dispersion des valeurs de déformation relevées 
sur les 2 faces opposées d’une même éprouvette (qui n’est pas présentée ici) reste 
assez faible, la différence maximale observée étant inférieure à 4µm/m. De même, la 
taille des éprouvettes ne semble pas avoir d’effets notables sur le retrait endogène. 
 Concernant la variabilité du retrait endogène sur plusieurs gâchées, la 
comparaison du retrait endogène moyen de 2 éprouvettes provenant de gâchées 
différentes montre que la différence maximale ne dépasse pas 2 µm/m. 
 Ainsi, lorsque les incertitudes de mesure sont prises en compte, on peut dire 
que les résultats sont faiblement dispersés, que les éprouvettes soient issues d’une 
même gâchée ou bien proviennent de gâchées différentes.  
         





Figure III-9 : retrait endogène d’éprouvettes stockées dans la boîte isolée thermiquement à 
partir de 28 jours après coulage 
Enfin sur la Figure III-10, nous présentons une comparaison d’une mesure de 
retrait endogène à partir de 28 jours que nous avons effectuée à l’aide de jauges 
avec les résultats de Ladaoui, (2010) obtenus avec le rétractomètre, pour nous 
assurer de la pertinence de nos mesures. Une bonne concordance est constatée 
dans l’ensemble compte tenu de la différence des moyens de mesure mis en œuvre. 
En outre, il a également été vérifié si l’utilisation de 3 couches de feuilles d’aluminium 
permettait bien de se prémunir des risques de dessiccation. Ainsi, aucune perte de 
masse (au g près) n’a été détectée durant la période de mesure. 
 
Figure III-10 : Comparaison avec les mesures de Ladaoui, (2010) 




III-C. Essais de fluage propre 
L’objectif principal de ce travail de thèse est d’effectuer des essais de fluage 
propre en traction sur béton en vue de comparer les résultats avec ceux de fluage 
propre en compression. Un éventuel effet du taux de chargement (rapport entre la 
contrainte appliquée et la résistance du béton) est implicitement inclus dans les 
objectifs du programme. Les taux de chargement choisis sont les suivants : 
  En traction directe et par flexion : 30, 40 et 50 % 
  En compression simple : 30, 50 et 70 %  
Initialement, il avait été prévu de tester différents taux de chargement, allant 
de 30 % jusqu’à des valeurs élevées proches de la résistance, pour les deux types 
de sollicitation. La rupture d’une éprouvette de béton par fluage tertiaire demeure en 
effet un phénomène encore mal connu. C’est la raison pour laquelle les 3 niveaux de 
chargement en compression ont été choisis. Toutefois, étant donné la capacité de 
chargement limitée des bâtis de fluage en traction, il ne nous a pas été possible 
d’aller jusqu’à 70 % en traction. Le développement de bâtis plus rigides, ayant une 
capacité de chargement plus importante sera donc à envisager afin de balayer plus 
largement.    
Dès lors, il est important d’accorder une attention particulière aux problèmes 
de dispersion sur la valeur de résistance des éprouvettes au moment du chargement, 
en particulier dans le cas de la traction où, par rapport à la compression, elle est plus 
importante. Il est en effet difficile d’atteindre de manière précise le niveau de 
contrainte souhaité en se basant sur une valeur moyenne. Aussi pour minimiser 
l’effet de cette dispersion, nous raisonnerons sur une moyenne par gâchée plutôt 
qu’une moyenne globale calculée sur l’ensemble de toutes les gâchées. 
Pour chaque type de sollicitation (traction directe, compression et flexion), 
seront présentées successivement les déformations totales et celles de fluage 
spécifique. 
Enfin, en ce qui concerne les conventions de signe, sauf mention contraire 
explicite, les déformations de traction (extension) sont comptées positives tandis que 
les déformations de compression (contraction) sont prises comme étant négatives.  
  




III-C.1 Fluage propre en compression 
Cette section est consacrée aux essais de fluage propre en compression. Les 
résultats sous les taux de chargement de 30 et 50 % seront présentés dans un 
premier temps, étant donné qu’aucun signe apparent d’endommagement n’a été 
détecté lors de la mise en charge quasi-instantanée (cf. Tableau III-6). Ceci 
permettra d’apprécier l’effet du taux de chargement sur la linéarité (ou la non-
linéarité) du fluage propre. Le cas du fluage à un taux de 70 %, où une baisse du 
module « apparent » a été observée, sera traité à part. D’après la littérature (Meyers 
et al., 1969; Saito, 1987), c’est à partir de ce taux que le risque de rupture par fluage 
tertiaire devient élevé du fait de la croissance des fissures de mortier. La description 
du dispositif expérimental ainsi que des éprouvettes d’essais a été donnée dans le 
paragraphe II-C du chapitre II. Les essais sont effectués suivant les 
recommandations de la RILEM, (1998).   
III-C.1.1 Déformations totales 
III-C.1.1.a Mesures sous les taux de chargement de 30 et 50% 
Le trajet de chargement (en créneau) est indiqué sur la Figure III-11. Il 
comprend une mise en charge à 28 jours suivie d’un palier où la contrainte appliquée 
est maintenue constante et enfin un déchargement après 215 jours de chargement. 
 
Figure III-11 : Trajet de chargement appliqué 
 Les déformations totales relevées sous les taux de chargement de 30 et 50 % 
sont présentées sur les Figure III-12 et Figure III-13.  
  





Figure III-12 : Déformations totales en compression à 30% 
 
Figure III-13 : Déformations totales en compression à 50% 
Nous pouvons remarquer que l’allure globale des courbes est identique pour 
deux taux de chargement.    
Lors de la phase de chargement apparaissent des déformations dites 
« instantanées » en reprenant la terminologie habituelle bien qu’il s’agisse en réalité 
d’un abus de langage (on devrait plutôt parler de déformations quasi-instantanées 
(Acker et Ulm, 2001)). La principale difficulté dans l’identification de la composante 
instantanée des déformations réside dans le fait de dissocier celle-ci des 




déformations dites « différées ». Dans notre cas, nous avons supposé que la 
composante instantanée était obtenue lorsque les déformations n’évoluent plus 
(pendant généralement un court laps de temps) une fois la contrainte imposée 
atteinte, ce qui nécessite d’avoir des fréquences de mesure suffisamment 
importantes au début des essais. Tel qu’il a été vu au paragraphe III-B.4.2.b de ce 
chapitre, le module d’élasticité « apparent » calculé à partir de la contrainte 
appliquée et des déformations obtenues au cours de cette phase est quasi-identique 
à celui déterminé à partir d’un essai conventionnel (RILEM, 1972). De plus, le fait 
que la valeur de ce module à 30 % soit relativement proche de celui à 50 % implique 
que l’état d’endommagement résultant de la mise en charge quasi-instantanée reste 
assez modéré pour des niveaux de chargement compris entre ces deux limites. 
Pendant le palier de contrainte a lieu l’évolution des déformations différées 
(fluage et retrait) du béton. Les deux agissent dans la même direction dans le cas de 
la compression. La cinétique des déformations totales est très importante durant les 
premiers jours qui suivent le chargement. Elles semblent ensuite se stabiliser dans le 
temps mais demeurent significatives même après 200 jours de mise en charge. Les 
essais de Brooks, (2005) ont d’ailleurs montré que le fluage ne se stabilise pas, 
même après une période de plus de 30 ans ; il n’est donc pas surprenant que le 
fluage reste significatif sur la période de mesure. 
La recouvrance a lieu au moment du déchargement de l’éprouvette. On 
assiste d’abord à un retour instantané de fluage, suivi d’une phase où la déformation 
ne semble plus évoluer significativement. Il est possible que le retrait (négatif) soit 
compensé par la recouvrance (positive) si les deux sont du même ordre de grandeur. 
Enfin, il est important de souligner que les déformations totales i.e. instantanées + 
différées, ne sont que partiellement réversibles. Comme le module « apparent » 
mesuré lors du chargement ne diffère pas significativement de celui mesuré lors du 
déchargement (cf. III-B.4.2.b), la grande part de cette irréversibilité est donc attribuée 
aux déformations différées.    
III-C.1.1.b Mesures à 70% 
Des essais de fluage propre en compression à 70 % ont également été 
effectués (en gardant le même trajet de chargement). Un point important à souligner 
est la rupture d’une éprouvette au bout de 7 jours au cours d’un essai (Figure III-14), 
confirmant ce qui est rapporté dans la littérature concernant le risque de rupture par 




fluage tertiaire pour des taux de chargement supérieurs à 70 % (Meyers et al., 1969). 
L’inspection visuelle du faciès de l’éprouvette rompue a révélé un état 
d’endommagement plus ou moins diffus correspondant à un état de désagrégation 
de l’éprouvette plus prononcé que lors d’essais de rupture classiques. Notons 
toutefois qu’une autre éprouvette, issue de la même gâchée que la première et 
soumis au même taux de chargement en compression n’a montré aucun signe 
apparent de rupture. Deux remarques peuvent alors être faites. D’une part, la 
dispersion sur les valeurs de résistance ne peut plus être négligée lorsqu’on est en 
face d’un taux de chargement élevé sous peine de basculer en fluage tertiaire (De 
Larrard, 2010). Pour deux éprouvettes issues d’une même gâchée et soumises au 
même effort de compression (cas des éprouvettes de la Figure III-14), il est évident 
que celle qui aura la résistance la plus faible sera rompue la première. D’autre part, 
le fait que l’éprouvette ne s’est pas rompue immédiatement mais au bout de 7 jours 
ne peut résulter que d’une évolution progressive de état d’endommagement au sein 
du spécimen, amenant ce dernier à la rupture. L’effet du couplage entre 
l’endommagement et le fluage est donc très marqué pour les hauts niveaux de 
chargement. 
    
 
Figure III-14 : Eprouvette rompue lors d’un essai de fluage en compression à 70% 




En tout, 4 éprouvettes issues de la même gâchée (C-70) sont chargées à un 
taux de 70% sur 2 bâtis différents. Sur un bâti, la rupture d’une éprouvette (Figure 
III-14), entraîne l’arrêt des mesures au bout de 7 jours de mise en charge (Figure 
III-15). Sur l’autre bâti, aucune des deux éprouvettes n’a rompu pendant la durée des 
essais. Toutefois, seules les déformations totales obtenues sur une de ces deux 
éprouvettes non rompues sont présentées sur la Figure III-16, étant donné que le 
capteur de déplacement était défectueux sur l’autre éprouvette.  
 
Figure III-15 : Déformations totales à 70% en compression (avec la rupture au bout de 7 jours 
d’une des éprouvettes testées  en binôme l’essai ne peut être poursuivi pour l’autre 
éprouvette)  
 
Figure III-16 : Déformations totales à 70% en compression (Pas de rupture de l’éprouvette) 




Les déformations totales relevées à 70 % suivent les mêmes tendances que 
celles obtenues à 30 et 50 % avec des déformations « instantanées » initiales suivies 
de déformations différées évoluant avec un taux décroissant. Les mêmes 
commentaires que pour le cas des déformations totales à 30 et 50% peuvent donc 
être repris. 
En revanche, sur la Figure III-15 et contrairement à ce qu’on pourrait attendre, 
les courbes ne montrent pas la transition vers le fluage tertiaire. C’est une 
conséquence du fait que le relevé des déformations est manuel et de ce qui apparaît 
comme une rupture soudaine. Il est important de mentionner qu’il s’est écoulé une 
journée entre l’instant de la dernière mesure et l’instant où la rupture de l’éprouvette 
a été constatée.  
III-C.1.2 Fluage spécifique 
Les déformations de fluage spécifique sont présentées dans cette section. Il 
s’agit des déformations totales auxquelles ont été déduits la partie instantanée et le 
retrait endogène. Outre un potentiel couplage entre fluage et retrait, les déformations 
totales peuvent aussi être affectées par le vieillissement (augmentation de résistance 
et de rigidité) et l’effet de la consolidation. Nous y reviendrons à la fin de ce 
paragraphe.  
La Figure III-17 montre les courbes de fluage spécifique à 70 %. R et NR font 
respectivement référence à l’éprouvette rompue et à celles non-rompues. On peut 
voir que les valeurs sont relativement proches pour ces éprouvettes. Comme 
mentionné précédemment, une différence pourrait survenir à l’amorce de la rupture 
mais elle n’a pas été détectée faute de données dans cette phase.  





Figure III-17 : Fluage spécifique en compression à 70% 
Les déformations de fluage spécifique à 30, 50 et 70 % sont présentées sur la 
Figure III-18. Il s’agit du fluage spécifique de deux éprouvettes (ep 1 et ep 2) dans 
chaque cas, sauf pour le taux de chargement de 70 % où les résultats de la seule 
éprouvette non rompue (NR) sont présentés.   
  
 
Figure III-18 : Fluage spécifique en compression à 30, 50 et 70 % 




Il apparaît donc que pour les 3 taux testés, les courbes de fluage spécifique 
en compression montrent les tendances usuelles pour un essai de fluage, c’est-à-
dire caractérisées une cinétique initiale très importante suivie d’une phase où les 
déformations évoluent avec une cinétique décroissante. D’après la littérature (Pons 
et Torrenti, 2008), la cinétique très importante observée au début des essais 
s’explique par des processus de micro-diffusion d’eau se produisant à l’échelle 
microscopique. Par ailleurs, en traçant les courbes suivant une échelle semi-
logarithmique (Figure III-19), on peut constater que les cinétiques initiales sont très 
proches pour les trois taux de chargement. A partir de 1 jour, la cinétique de 
déformation à 70%  est sensiblement plus importante que celles correspondant à 30 
et 50%. Enfin, les courbes relatives aux taux de chargement de 30 et 50% 
commencent à diverger à partir de 10 jours après la mise en charge des éprouvettes.  
 
 
Figure III-19 : Fluage spécifique en compression à 30, 50 et 70 % (Echelle semi-logarithmique) 
 Le fait que les courbes de fluage spécifique ne se superposent pas traduit la 
non-linéarité du fluage. Cette non-linéarité du fluage propre en compression est déjà 
remarquable entre 30 et 50 %, mais semble être encore plus prononcée lorsqu’on 
passe de 50 à 70 %. Pour mieux mettre en évidence cette non-linéarité, différents 
points correspondant au fluage spécifique obtenus pour les 3 taux à différentes 




échéances (25, 40, 100 et 130 jours) sont reportés sur la Figure III-20. Si la linéarité 
du fluage était respectée, les points associés à une échéance donnée devraient 
passer par une droite horizontale. Or, comme on peut le constater, ce n’est pas du 
tout le cas. Il serait intéressant de compléter ce graphe par des résultats d’essais de 
fluage en compression avec des taux de chargement intermédiaires, pour avoir une 
vue complète sur l’évolution de la non-linéarité en fonction du niveau de chargement 
appliqué. 
 
Figure III-20 : Mise en évidence de la non-linéarité du fluage en compression  
 Les résultats récents obtenus par Rossi et al., (2012) qui s’appuient sur des 
mesures d’émissions acoustiques au cours d’essais de fluage à différents taux de 
chargement indiquent que le fluage propre est  proportionnel au nombre total 
d’événements détectés dans le matériau. Cette non-linéarité du fluage propre serait 
donc l’effet d’un état d’endommagement progressif du matériau, fonction du niveau 
de chargement appliqué. Cet endommagement progressif explique le fait qu’une 
rupture différée d’éprouvette ait pu être constatée pour le taux de chargement de 
70%. 
Enfin, nos résultats (chargement à 30% effectué à 28 jours) sont comparés à 
ceux de Ladaoui, (2010) (chargement à 30% effectué à 14 mois) sous deux 
conditions de cure: en endogène (Ladaoui endogène) et sous eau (Ladaoui 
100%SR) (Figure III-21). Les déformations que nous avons mesurées sont nettement 




plus importantes que celles de Ladaoui, en raison probablement de la différence de 
date de chargement. En effet, le potentiel de fluage du matériau est entamé sous 
l’effet du retrait qui a lieu entre l’instant du coulage et celui du chargement. Il en 
découle des déformations plus faibles pour une cure en endogène par rapport à ce 
qu’on obtiendrait avec une cure sous eau. En outre, il se manifeste en parallèle un 
accroissement des propriétés mécaniques du béton dans le temps (résistance et 
rigidité) qui conduit in-fine à des déformations plus faibles. 
    
 
Figure III-21 : Comparaison avec les résultats de Ladaoui, (2010) 
III-C.2 Fluage propre en traction directe 
Cette section est consacrée aux essais de fluage propre en traction directe. Le 
dispositif expérimental mis au point ainsi que les conditions d’essais ont été décrits 
en détail dans les paragraphes II-B.2.2 et II-B.2.4 du chapitre II. 
III-C.2.1 Déformations totales 
Les déformations totales obtenues en traction directe à 30, 40 et 50 % sont 
présentées sur les Figure III-22, Figure III-23 et Figure III-24. Le trajet de chargement 




est semblable à celui en compression mais avec un déchargement qui a lieu entre 55 
et 85 jours. 
 
 
Figure III-22 : Déformations totales en traction directe à 30 % 
 
 
Figure III-23 : Déformations totales en traction directe à 40 % 






Figure III-24 : Déformations totales en traction directe à 50 % 
 
L’allure des déformations totales en traction directe présente d’abord une 
phase de montée quasi-instantanée au moment de l’application de la charge. 
Comme dans le cas de la compression, un module « apparent » peut également être 
déterminé. Les valeurs pour les 3 taux sont données dans le Tableau III-6. Les 
déformations relevées sur les deux faces d’une éprouvette peuvent montrer une 
légère dissymétrie au départ, à l’issue du chargement quasi-instantané (pouvant être 
expliquée entre autres par un faible excentrement de la charge et/ou l’hétérogénéité 
du matériau) mais leurs évolutions dans le temps sont quasi-identiques. Cela montre 
bien que le système est suffisamment fiable pour la mesure des déformations à long 
terme.  
Ensuite, ce sont les déformations différées de fluage et de retrait qui prennent 
place. Dans le cas de la traction, elles agissent dans deux directions opposées. 
D’après les courbes, les déformations sont d’abord croissantes puis, elles évoluent 
avec une cinétique de déformation négative qui ne semble pas dépendre du taux de 
chargement appliqué. En effet, des cinétiques de déformations distinctes peuvent 
être observées pour deux éprouvettes provenant d’une même gâchée et supposées 
soumises au même taux de chargement. C’est le cas des éprouvettes chargées à 30 




% (Figure III-22) et à 40 % (Figure III-23). Les courbes correspondant aux 
éprouvettes testées à 50 % ne montrent pas, quant à elles, de différences de 
cinétique significatives. La cinétique de déformation négative est interprétée comme 
un signe de prépondérance du retrait vis-à-vis du fluage. Son effet en traction  est 
bien visible étant donné qu’il agit dans la direction opposée au fluage. 
 Après le déchargement, il apparait que la déformation résiduelle devient 
négative, c’est-à-dire que les éprouvettes sont dans un état apparent de contraction. 
Il n’est pas aisé d’admettre qu’une éprouvette initialement sollicitée en traction se 
retrouve après déchargement avec des déformations résiduelles caractéristiques 
d’un état de compression. Cela peut s’expliquer naturellement par l’importance des 
déformations de retrait par rapport aux éventuelles déformations résiduelles liées au 
fluage. 
 Ces observations mettent en lumière des interactions très importantes entre 
le retrait (ici endogène) d’une part et le fluage en traction directe d’autre part. Le rôle 
de cette interaction est d’autant plus important à considérer que les variations 
dimensionnelles de retrait sont de même ordre de grandeur que le fluage en traction 
directe.     
III-C.2.2 Fluage spécifique 
La composante de fluage en traction est obtenue en déduisant la déformation 
instantanée et le retrait (endogène) de la déformation totale sous charge. Etant 
donné la faible amplitude des déformations de fluage en traction mesurées sur des 
éprouvettes matures (Reviron, 2009; Reviron et al., 2008; Rossi et al., 2012) qui est 
du même ordre que celle des déformations de retrait, il est souhaitable que les 
éprouvettes destinées à la mesure du retrait libre et celles destinées au fluage 
subissent des conditions thermo-hygrométriques identiques. Rappelons que des 
boîtes fabriquées à base de polystyrène expansé ont donc été utilisées à cet effet 
pour prémunir les deux éprouvettes de fluage et de retrait des effets d’une éventuelle 
fluctuation de température (cf. Paragraphe II-B.2.4 du chapitre II).  
Les courbes de fluage spécifique en traction directe à 30, 40 et 50 %, 
obtenues en divisant la composante de fluage de traction par la contrainte appliquée, 
sont présentées sur la Figure III-25.     
 





Figure III-25 : Fluage spécifique  en traction à 30, 40 et 50 % 
 
Durant les cinq premiers jours de l’essai, la même évolution que celle 
observée dans le cas de la compression incluant une cinétique initiale élevée est 
observée en traction directe, quel que soit le taux de chargement appliqué. Après 
une phase de stabilisation (aux environs de 10 jours), cinq éprouvettes commencent 
à développer une cinétique de fluage en traction négative, si bien qu’on finit avec des 
déformations négatives après 40 jours. Au même titre que la résistance, ces résultats 
montrent une dispersion plus marquée en traction que celle constatée en 
compression, sans doute les mêmes causes produisant les mêmes effets. 
Mais le plus marquant est l’apparition d’une cinétique de déformation de 
fluage négative, même après déduction du retrait. Sur le plan physique, ceci 
correspond à la contraction progressive d’une éprouvette alors qu’elle est soumise à 
un effort de traction. 
Signalons que Reinhardt et Rinder, (2006) parviennent à des résultats 
similaires à ceux présentés ici, à partir d’essais de fluage propre en traction à 28 
jours sur des BHP testés à de forts taux de chargement (plus de 80 %). Dans leurs 
essais, ils constatent que la cinétique de déformation des éprouvettes est négative 
pendant les 200 premiers jours de l’essai et parviennent alors à la conclusion que le 




retrait d’une éprouvette chargée est plus important que le retrait libre. Pour 
l’expliquer, ils s’appuient sur la théorie de Powers selon laquelle un effort de traction 
appliqué à une éprouvette a pour effet, outre de créer un déséquilibre d’énergie libre, 
d’induire également un retrait important ainsi qu’un gonflement qui évolue avec le 
temps et qui s’apparente au fluage en traction (à notre connaissance, il n’est pourtant 
pas précisé si le retrait important domine ensuite le fluage en traction ou pas). L’autre 
point est relatif à la dispersion de leurs résultats pour un même taux de chargement 
appliqué, mais nous avons largement discuté de la genèse de cette dispersion.      
III-C.3  Fluage propre en flexion 
Dans cet essai, des mini-poutres de béton de dimensions 100×100×500 mm 
sont sollicitées en flexion quatre points, ceci pour disposer d’une zone de mesure 
exempte d’effets associés à l’effort tranchant. Le suivi du fluage en flexion se fait au 
moyen de la mesure des déformations sur les fibres extrêmes tendues et 
comprimées, ainsi que sur la fibre neutre initiale de la mini-poutre. La configuration 
de l’essai a été présentée dans le paragraphe II-B.2.3 du chapitre II. Pour la 
convention de signe, rappelons que les déformations positives correspondent à une 
extension et celles négatives à une contraction.   
III-C.3.1 Déformations totales 
Les courbes de déformations totales obtenues en flexion à 30, 40 et 50 % de 
la résistance en traction directe sont présentées sur les Figure III-26, Figure III-27 et 
Figure III-28. Le trajet de chargement imposé est semblable à celui en compression 
et en traction directe (en créneau). 
 









Figure III-27 : Déformations totales en flexion à 40 % 
 





Figure III-28 : Déformations totales en flexion à 50 % 
 
 Les déformations totales obtenues en compression par flexion (valeurs 
négatives) montrent une allure semblable à celles en compression simple pour les 
trois taux de chargement testés. Les modules d’élasticité « apparents » obtenus lors 
de la phase de chargement et de déchargement sont présentés dans le Tableau 
III-6. Ils sont légèrement supérieurs au module obtenu à partir d’essais 
conventionnels. De la même façon qu’en compression simple, les déformations 
totales ne sont que partiellement réversibles au moment du déchargement. 
L’allure des déformations totales observées sur la fibre la plus tendue est 
différente de celle de déformations relevées sur la fibre la plus comprimée. En effet, 
si l’amplitude des déformations est la même à l’issue du chargement instantané, la 
cinétique des déformations dans la phase correspondant aux déformations différées 
est bien différente pour les deux cas. En traction par flexion, on a plutôt une 
stabilisation caractérisée par un plateau. Toutefois, à la différence des observations 
faites en traction directe, une cinétique de déformation négative marquée n’a pas été 
obtenue.  
Il est également important de se poser la question de la validité ou non de 
l’hypothèse de la planéité des sections lorsque les déformations comprennent 
également les composantes visqueuses. Comme décrit au paragraphe II.B.2.1.c.2 du 




chapitre ΙΙ, il est prévu dans le programme expérimental de vérifier ce qu’il en est 
réellement en plaçant, en plus des jauges sur les fibres extrêmes, une jauge 
supplémentaire sur l’axe neutre initial. Les Figure III-29, Figure III-30 et Figure III-31 
montrent l’évolution des déformations totales relevées en 3 points appartenant 
respectivement à la fibre la plus comprimée, à celle la plus tendue et à la fibre neutre 
initiale de la mini-poutre, pour différentes échéances et pour les 3 niveaux de 
chargement. Nous avons noté que les déformations relevées sur la fibre neutre sont 
quasiment identiques à celles de retrait endogène mesurées en parallèle. Autrement 
dit, elle ne subit que l’effet du retrait mais non celui des contraintes d’origine 
mécanique. Le fait que la section reste plane après avoir subie une rotation indique 
que le fluage en traction est identique à celui en compression (cf. paragraphe III-
C.3.2 sur le fluage spécifique). De plus, les Figure III-30 et Figure III-31 indiquent que 
la déformation de la fibre la plus tendue n’évolue quasiment pas contrairement à 
celle de la fibre comprimée (le fait que cela ne soit pas tout à fait le cas comme 
observé sur la Figure III-29 peut avoir pour origine une panne électrique survenue 
pendant les essais et qui a perturbé les mesures de déformation). Ceci peut être 
expliqué par le fait que le retrait s’oppose au fluage en traction mais amplifie celui en 
compression, ce qui corrobore le fait que le retrait et le fluage en traction sont du 
même ordre de grandeur. 
 
 
Figure III-29 : Evolution de la section transversale en fonction du temps pour un taux de 
chargement à 30 % : déformation totale 





Figure III-30 Evolution de la section transversale en fonction du temps pour un taux de 
chargement de 40 % : déformation totale 
 
 
 Figure III-31 : Evolution de la section transversale en fonction du temps pour un taux de 
chargement de 50 % : déformation totale 
 




III-C.3.2 Fluage spécifique 
 Les déformations spécifiques de fluage et de recouvrance propre en traction 
et compression par flexion sont reportées sur la Figure III-32. Elles sont obtenues en 
rapportant les déformations en traction et en compression (déformations totales 
soustraites des déformations instantanées et du retrait) à la contrainte nominale de la 
fibre extrême tendue. Les niveaux de chargement sont faibles dans le cas de la 
compression par flexion (compte tenu de la dissymétrie entre la résistance en 
traction et celle en compression)  tandis que les taux appliqués au niveau de la fibre 
extrême en traction par flexion sont censés être les mêmes que ceux appliqués en 
traction directe.    
 
Figure III-32 : Fluage/recouvrance spécifique en flexion à 30, 40 et 50 % 
A première vue, on peut constater que les déformations mesurées sur les 
fibres extrêmes tendue et comprimée présentent des variations similaires, avec un 
taux de déformation initiale élevé. De plus, les déformations de fluage spécifique en 
traction par flexion, obtenues après déduction du retrait libre mesuré sur une 
éprouvette témoin (de mêmes forme et dimension et issue de la même gâchée pour 
minimiser les incertitudes) restent positives (c’est-à-dire des extensions) tout au long 
de la période de test, contrairement à ce qui se produit en traction directe. Alors que 




les déformations de retrait libre des éprouvettes témoins associées aux essais en 
traction et en flexion sont quasiment identiques, les conséquences en termes de 
fluage ne sont pas du tout les mêmes. En effet, les déformations de fluage en  
traction directe affichent une pente négative au-delà de quelques jours de mise en 
charge alors que celles obtenues en traction par flexion évoluent avec une cinétique 
constamment positive. Rappelons que le retrait endogène déduit pour accéder au 
fluage n’est pas sensible à la dimension des éprouvettes ayant servi pour le mesurer 
(cf. paragraphe III-B.5). Il faudrait alors chercher ailleurs la raison des ces réponses 
différentes à la traction directe et à la traction par flexion. 
Lors de la phase de recouvrance, les déformations ne sont que partiellement 
réversibles. La réversibilité à 20 jours (c’est-à-dire le ratio entre la part de fluage 
réversible à un instant t suivant le déchargement et la déformation de fluage obtenue 
au moment du déchargement) est de l’ordre de 30%. Il faudrait disposer d’un suivi 
sur une période beaucoup plus longue et choisir plusieurs instants de déchargement 
pour avoir une plus large vue sur la réversibilité du fluage.  
III-C.4  Recouvrance 
Les résultats de recouvrance en compression, en traction directe ainsi qu’en 
flexion sont présentés sur les Figure III-33, Figure III-34 et Figure III-35 
respectivement. Cependant, les courbes de recouvrance en compression et en 
flexion à 30 % n’ont pas été présentées car les résultats nous ont semblé aberrants. 
Par ailleurs, les éprouvettes testées en compression à 70% n’ont pas été 
déchargées, ceci afin de disposer du maximum d’informations sur leur comportement 
sous charge lorsque le taux est suffisamment élevé pour que le risque de rupture par 
fluage tertiaire ne soit plus négligeable (cf. Paragraphe III-C.1.1.b).   
La recouvrance pour les 3 types de chargement sont très proches tant en 
cinétique qu’en amplitude, comme on peut le constater sur la Figure III-36 qui 
regroupe les courbes de recouvrance obtenues sous les 3 types de sollicitation ( 
avec ici la même convention de signe pour la recouvrance sous les 3 types de 
sollicitation). La cinétique des déformations de recouvrance est nettement plus faible 
que celle des déformations de fluage. Ce fait a déjà été rapporté dans la littérature 
(Coquillat, 1987). De plus, dans le cas de la recouvrance les déformations semblent 
se stabiliser plus rapidement. 




 Notons qu’en compression, on devrait mesurer une recouvrance 
correspondant à un « gonflement » tandis qu’en traction, elle devrait correspondre à 
une contraction de l’éprouvette. Les résultats de recouvrance obtenus pour les 
différents types de sollicitation (compression, traction directe et  flexion) font bien 
apparaître ces tendances. De plus, les résultats de recouvrance en traction directe 
affichent une dispersion moins marquée par rapport à ce qui a été constaté dans le 
cas des déformations de fluage, ce qui semble montrer que la dispersion observée 
en traction serait liée au chargement. On se limitera à ces observations car pour le 
reste, il serait hasardeux d’en tirer une conclusion.  
  Notons que nos observations sont contraires à celles de  Brooks et Neville, 
(1977) qui rapportent que le fluage propre en traction serait totalement irréversible 
contrairement au cas du fluage propre en compression.   
 
Figure III-33 : Recouvrance spécifique en compression 
 









Figure III-35 : Recouvrance spécifique en flexion 
 





Figure III-36 : Recouvrance spécifique pour les 3 types de sollicitation (traction, compression, 
flexion) 
III-D. Comparaison et analyse des résultats 
III-D.1 Comparaison du fluage propre en traction, compression et flexion 
Les déformations de fluage propre spécifique en compression, en traction 
directe et en flexion sont rassemblées sur la Figure III-37. Pour faciliter la 
comparaison, nous avons tracé les courbes en utilisant le même signe que les 
déformations soient de traction ou de compression. Toutefois, il faut faire attention à 
l’interprétation car dans le cas particulier de la traction, les déformations peuvent 
changer de signe en cours de mesure (ce qui signifie physiquement qu’on passe 
d’un état d’extension à un état de contraction de l’éprouvette). Pour les autres 
sollicitations, l’éprouvette ou une fibre de la mini-poutre se trouve toujours dans un 
même état (soit tendue, soit comprimée) durant toute la durée des essais. 
On peut constater que pendant les premiers jours qui suivent le chargement, 
les déformations de fluage évoluent avec une cinétique importante, pour les 
différents types de chargement. Les résultats obtenus en traction directe et en flexion 
(c’est-à-dire en traction et compression par flexion) sont pratiquement similaires 
(entre 3 et 5 µm/m/MPa) pour toutes les éprouvettes, quel que soit le taux de 




chargement appliqué. En revanche, les déformations relevées en compression sont 
approximativement deux fois plus larges (entre 7 et 9 µm/m/MPa). 
Après 5 jours, une partition évidente apparait :  
  les déformations de fluage en compression sont les plus importantes 
  les déformations de fluage en flexion (traction et compression) se situent à un 
niveau intermédiaire 
  les déformations de fluage en traction directe sont non seulement les plus 
faibles mais de surcroit  elles commencent à décroître dans les  5 à 10 jours suivant 
le début des essais. 
  Si les déformations de fluage en compression sont les plus élevées, il est à 
noter que les résultats à 30 % ne sont pas très éloignés de ceux relevés en flexion. A 
partir de 5 à 10 jours de chargement, quatre éprouvettes sollicitées en traction 
commencent à afficher une cinétique de déformation négative. Jusqu’à 40 jours, 
l’amplitude de déformation des deux éprouvettes en traction directe restantes 
(théoriquement chargées à 30 et 40 %) est voisine de celle obtenue en flexion. 
Toutefois, compte tenu de la tendance affichée (avec une cinétique de déformation 
négative comme c’est le cas pour les 4 autres courbes en traction directe), il y a 
toutes les raisons de penser que, avec le temps, la déformation de ces deux 
éprouvettes finirait elle aussi par devenir négative comme c’est le cas avec celle de 3 
autres courbes en traction directe (à partir de 35, 50 et 60 jours respectivement) où 
les déformations positives de fluage de traction sont alors totalement compensées 
par le retrait concomitant.   





Figure III-37 : Comparaison du fluage propre du béton sous différents chargement : en 
compression, en traction directe et en flexion 
  En résumé, on peut dire que les déformations de fluage en flexion sont 
encadrées par celles en compression et celles en traction directe. Une partie de cette 
constatation est conforme aux conclusions de Reviron, (2009); Reviron et al., (2008) 
et Rossi et al., (2012) qui ont souligné la dissymétrie du fluage propre en traction 
directe avec celui en compression. Selon ces auteurs, l’amplitude du fluage propre 
en traction directe est environ 2 à 3 fois plus faible que celle du fluage propre en 
compression, ce qui correspond assez bien à nos observations mais uniquement sur 
une période allant de 5 à 15 jours. Au-delà de cette période, la cinétique de fluage en 
traction directe devient négative et l’écart entre les courbes s’accroit.  
III-D.2 Analyse des résultats  
La comparaison des courbes de fluage propre sous différents types de 
chargement montre que le comportement différé du béton dépend de la nature de la 
contrainte appliquée. La différence constatée ne peut alors pas s’expliquer 
uniquement en s’appuyant sur la nature visqueuse de la pâte de ciment. En effet 
dans ce cas, les déformations devraient être identiques quelle que soit la nature de 
la charge.  




 Nous proposons dans cette partie d’expliquer nos résultats expérimentaux en 
associant aux mécanismes de base du fluage, l’effet des deux phénomènes 
physiques suivants : 
  L’endommagement par fluage 
  La consolidation   
III-D.2.1 Présentation de l’endommagement par fluage et la consolidation 
III-D.2.1.a L’endommagement par fluage  
L’endommagement par fluage n’est pas une trouvaille : on retrouve sa genèse 
avec la théorie de Kachanov sur la rupture par fluage des métaux (Kachanov, 1958). 
Sur béton, la preuve de l’existence de cet endommagement a été mis en avant grâce 
à différentes méthodes de détection telles que les observations microscopiques sur 
échantillons prélevés dans des éprouvettes ayant préalablement subi du fluage ou 
les mesures d’émissions acoustiques sur éprouvettes subissant un chargement 
constant dans le temps (Rossi et al., 1994; Rossi et al., 2012; Saliba et al., 2012). 
Une étude récente effectuée par Rossi et al., (2012), venant compléter celle menée 
quelques années plus tôt (Rossi et al. 1994) met en avant le fait qu’il existe une 
relation étroite entre l’état d’endommagement et les déformations de fluage. 
Selon ces auteurs, les évènements acoustiques enregistrés lors d’un essai de 
fluage résulteraient de deux causes : 
  le retrait gêné de la pâte de ciment par les granulats rigides qui va générer 
des contraintes de traction additionnelles capables de créer des microfissures,  
  la propagation des fissures initiales créées lors de la phase de mise en charge 
quasi-instantanée. 
Sellier et al., (2012) voient cet endommagement plutôt comme l’effet d’un 
transfert de contraintes des phases visqueuses de la pâte de ciment (principalement 
les C-S-H) vers les autres phases plus rigides. Celles-ci, en voyant leur niveau de 
chargement augmenter, seraient endommagées. 
III-D.2.1.b  Le processus de consolidation  
Selon Acker, (2004a, 2004b), les C-S-H seraient les seuls hydrates de la pâte 
de ciment susceptibles de fluer. Pour arriver à une telle conclusion, il se base sur des 
essais de nano-indentation dont les résultats sont rappelés au paragraphe I-B.4 du 




chapitre Ι. Le potentiel de fluage du béton est lié étroitement à la présence ainsi qu’à 
la quantité de ces C-S-H. Ceci expliquerait pourquoi le fluage d’un béton est plus 
important avec un fort dosage en ciment. Ce potentiel de fluage peut être entamé par 
l’application d’un chargement de type mécanique ou hydrique (retrait). En effet, les 
résultats de fluage propre obtenus par Acker sur 3 bétons différents (BO, BHP et 
BFUP) dont les retraits présentent des différences notables (Acker, 2004a, 2004b) 
montrent que, plus le retrait endogène linéique est faible, plus le fluage propre est 
important. La consolidation explique en partie la dépendance du comportement 
mécanique du béton à ses conditions de maturation et de conservation (Burlion, 
2004), puisque ces dernières conditionnent le chargement hydrique, c’est-à-dire le 
retrait. 
III-D.2.2 Analyse des résultats sur la base des phénomènes physiques 
présentés précédemment 
III-D.2.2.a  Effets de l’endommagement par fluage     
Le fluage induit un endommagement progressif de la microstructure d’une 
éprouvette de béton soumise à une charge constante dans le temps. Rossi et al., 
(2012) expliquent que cet endommagement (sous forme de microfissures) est  
capable de générer un déséquilibre hydrique interne très brutal dans l’éprouvette 
(encore plus intense localement que celui provoqué par le démoulage (Rossi, 1988)). 
Il en résulte la migration de l’eau libre des capillaires entourant ces microfissures 
vers ces dernières. Ce phénomène, en réduisant le rayon des ménisques dans les 
pores capillaires aurait pour effet de créer des déformations de retrait additionnelles, 
donnant lieu ainsi à un scénario similaire à celui produit par le séchage. De plus, ces 
microfissures peuvent traverser un grand nombre d’hydrates en rendant les grains de 
ciment qui n’ont pas encore réagi plus accessibles à l’eau liquide, ce qui 
augmenterait leur cinétique d’hydratation. Cette reprise d’hydratation peut également 
induire un retrait endogène supplémentaire et compenser partiellement les effets des 
microfissures. Elle peut aussi induire une augmentation de la résistance notamment 
après cicatrisation des microfissures. Cette dernière hypothèse est supportée par les 
observations expérimentales de Reinhardt et Rinder, (2006) qui indiquent que : 
  L’humidité relative au sein d’une éprouvette chargée décroît de manière plus 
importante par rapport à celle d’une éprouvette non chargée, 




  Malgré un taux de chargement très élevé (plus de 80%), une augmentation de 
la résistance en traction est observée à la fin de leurs essais. 
Il est toutefois à noter que leurs résultats sont très variables et ont été obtenus 
alors que du séchage externe a lieu même si d’après ces auteurs, des mesures de 
perte de masse n’ont pas été possibles (pour des raisons non indiquées dans 
l’étude).  
Les effets de ces microfissures sur les propriétés mécaniques peuvent être 
masqués par la poursuite de l’hydratation mentionnée précédemment (en sus de 
l’hydratation « normale ») et ne pas être détectés lors du déchargement. C’est une 
explication possible de l’augmentation de la rigidité « apparente » après la phase de 
déchargement. Il est utile de rappeler les résultats de Granger (2006) concernant les 
phénomènes d’auto-cicatrisation des fissures dans des bétons à faible rapport E/C 
(donc pas hydratés suffisamment) par reprise d’hydratation. Au cours de cette étude, 
il a été montré qu’une partie ou même la totalité des propriétés mécaniques peut être 
restaurée (mais non dépassée) par auto-cicatrisation. Cependant, dans ce cas 
précis, il s’agit d’une fissure localisée induite par une sollicitation de flexion 3 points, 
qui ne correspond donc pas au type de microfissuration diffuse dont il est question 
ici. Les effets induits par l’auto-cicatrisation peuvent alors être différents.  
A notre avis, durant les essais de fluage en traction, l’ouverture des 
microfissures reste assez limitée et la déformation qui en résulte est relativement 
faible devant celle inhérente à une fissuration localisée. Cependant, elle est 
suffisante pour créer des déformations de retrait supplémentaires associées au 
déséquilibre hydrique interne et/ou à une poursuite de l’hydratation. Un état 
d’endommagement modéré suffit pour créer la variation de dépression capillaire 
nécessaire pour obtenir le retrait additionnel. C’est ainsi que l’on peut expliquer la 
pente négative observée sur les déformations de fluage en traction directe. 
 Plus le taux de chargement est important, plus le béton est endommagé et 
donc plus les déformations de retrait additionnelles seront importantes. C’est ici que 
l’on peut situer l’origine de la non-linéarité observée au cours des essais de fluage en 
compression. Les mêmes mécanismes devraient être également se retrouver en 
traction. Toutefois, compte tenu de l’incertitude sur la résistance, donc sur le taux de 
chargement effectif et par conséquent sur l’état d’endommagement et le retrait 




additionnel résultant, la réponse en termes de déformation en traction comporte une 
part d’aléa. C’est l’origine probable des dispersions sur nos valeurs.  
Dans le cas des essais de fluage en flexion, seule une faible portion du 
volume de l’éprouvette chargée est réellement soumise au taux de chargement visé. 
En effet, la résistance en compression est environ 20 fois plus importante que celle 
en traction directe. La zone comprimée de l’éprouvette fléchie n’est donc soumise 
qu’à une contrainte dont le niveau maximal est de l’ordre de 2 % de la résistance en 
compression, ce qui représente une valeur trop faible pour initier un 
endommagement. Par ailleurs, au niveau de la zone tendue, seule la fibre extrême 
est réellement soumise à la contrainte nominale. Etant donné que l’hypothèse de la 
planéité des sections reste toujours valide même dans le cas où l’on a affaire à des 
déformations visqueuses (cf. Paragraphe III-C.3.2), seule une très faible fraction de 
la hauteur de l’éprouvette est donc effectivement soumise à un taux de chargement 
affiché. Lors d’essais de fluage en flexion, le niveau de chargement moyen sur la 
section transversale est inférieur à 50 % de la contrainte nominale et par conséquent 
l’état d’endommagement est plus modéré par rapport au cas d’un chargement 
uniaxial. De plus, les champs de contraintes et de déformations, non uniformes dans 
le cas d’éprouvettes sollicitées en flexion, contribuent activement à contrôler la 
propagation des microfissures. Des déformations locales plus importantes que dans 
le cas où le champ de contraintes est uniforme sont autorisées sans qu’il n’y ait 
propagation instable de fissures (Bascoul et Maso, 1987). Le retrait additionnel induit 
par fissuration est donc moins marqué, et de ce fait les pentes des courbes 
correspondant aux déformations de fluage par traction directe et traction par flexion 
ne sont pas identiques (Figure III-25, Figure III-32 et Figure III-37). En flexion, il 
apparaît que les déformations de fluage propre sont similaires en compression et en 
traction. Une telle conclusion avait été tirée lors de la comparaison entre le fluage à 
28 jours en traction directe et en compression, pour des éprouvettes testées sous 
eau (Brooks et Neville, 1977). Nous pensons avoir apporté ici un peu plus 
d’argument pour la justifier. En effet, dans ce cas, l’effet du retrait sur le fluage est 
probablement annihilé ou tout au moins significativement réduit.  
Enfin, tandis que le fluage propre semble être différent en traction directe, en 
compression et en flexion, la recouvrance en traction directe est globalement la 
même que celle en compression et en flexion. Il apparaît donc que la partie 




réversible du fluage n‘est pas affectée par la nature de la contrainte exercée et que 
les investigations supplémentaires pour comprendre la différence de fluage devraient 
être plutôt menées du côté de la partie irréversible dans lequel l’endommagement 
joue probablement un rôle notable. Mais cela signifie également que durant la phase 
de recouvrement, le retrait mesuré est pratiquement le même pour toutes les 
éprouvettes. En effet, si le retrait était modifié pour les éprouvettes chargées 
comparé à celui de l’éprouvette témoin (du fait des interactions avec 
l’endommagement), cet effet s’estompe lorsque les éprouvettes sont déchargées. A 
notre avis, cela est attribué en partie au fait que les microfissures cessent de se 
propager après suppression du chargement (conformément au critère de Griffith car 
le facteur intensité de contraintes devient égal à zéro) et le retrait d’auto-dessiccation 
associé n’évolue guère non plus. Des essais supplémentaires couvrant une plus 
longue période de recouvrance seraient d’un grand intérêt pour tirer des conclusions 
fermes sur ces points. 
III-D.2.2.b  Effets du couplage consolidation-endommagement 
Pendant la période précédant la mise en charge des éprouvettes, celles-ci 
subissent du retrait qui, va entamer une partie du potentiel de fluage. Dans notre cas, 
les éprouvettes ont été conservées sous eau pendant les 15 premiers jours suivant le 
coulage afin de préserver ce potentiel de fluage. Toutefois, comme la réaction 
d’hydratation n’est pas complètement stabilisée, le retrait toujours en cours entraine 
une pré-consolidation des éprouvettes (Ladaoui, 2010). 
 L’application d’une contrainte entraîne une consolidation supplémentaire. 
Selon Sellier et al., (2012a, 2012b),  cette consolidation causerait un blocage des 
déformations visqueuses des C-S-H par les phases rigides (anhydres, hydrates 
mieux cristallisés, granulats) qui entrainerait une redistribution des contraintes dans 
le béton. Ceci conduit à un transfert de contraintes des  phases visqueuses des 
hydrates de la pâte de ciment vers les phases rigides qui va endommager ces 
dernières. Cet endommagement constitue une nouvelle source de  fluage. Ainsi, plus 
le taux de chargement est élevé, plus cet endommagement sera élevé et plus les 
déformations de fluage seront importantes. Ceci explique la non-linéarité du fluage 
propre en compression en fonction de la contrainte appliquée. Les résultats issus de 
la littérature concernant cet aspect ne sont pas très nombreux. On pourra notamment 
se référer à l’étude de Roll (1964) qui porte sur le comportement différé de bétons 




soumis à différents niveaux de chargement variant de 20 à 65%. Il est alors possible 
de voir que la non-linéarité du fluage se manifeste déjà entre 20 et 35% mais ses 
effets sont plus marqués pour des taux de chargement supérieurs. Ceci semble alors 
contredire l’affirmation usuelle selon laquelle le fluage serait linéaire jusqu’à 30 voire 
50% de la résistance en compression.     
D’après Sellier et al., (2012a, 2012b), il existerait un couplage entre le 
phénomène de consolidation et l’endommagement. La différence de comportement 
mécanique en traction et en compression (Kaplan, 1963 ; Ziegeldorf, 1983) fait que 
l’endommagement en compression est plus important qu’en traction, pour un même 
taux de chargement. Or selon la théorie proposée par Sellier, l’endommagement 
entraine l’activation d’un plus grand nombre de sites de fluage. Il en découle que 
l’endommagement plus important en compression qu’en traction a pour conséquence 
des déformations de fluage également plus importantes en compression qu’en 
traction, d’où la dissymétrie observée expérimentalement. De même, la linéarité de la 
réponse en flexion s’explique par le fait que le niveau de sollicitation réellement 
appliqué et donc l’endommagement est également faible. 
III-D.2.2.c Bilan 
L’ensemble de cet argumentaire permet d’expliquer la dissymétrie fluage 
traction-compression, le comportement en flexion et les non-linéarités observées en 
compression lorsque l’effet couplé de la consolidation et de l’endommagement par 
fluage est pris en compte. Dans cette approche, l’endommagement joue son rôle en 
augmentant le potentiel de fluage. Il ne reste alors plus qu’à ajouter son rôle qui 
consiste à créer un retrait additionnel pour expliquer la totalité des phénomènes 
observés.     
   
III-E.Conclusions 
L’étude du comportement différé du béton sous différents modes de 
sollicitations (compression, traction directe et flexion) a été abordée au cours de ce 
chapitre. L’intérêt de la démarche réside dans le fait que les résultats de fluage en 
traction sur bétons (et plus particulièrement sur des bétons âgés) sont rares et 
lorsqu’ils existent, ils ne permettent pas de tirer une conclusion consensuelle. Faute 
de combler cette lacune, on se réfère presque toujours au comportement différé en 




compression. Pourtant, une bonne connaissance du comportement différé du béton 
sous différents types de chargement s’avère nécessaire si l’on souhaite avoir une 
description plus réaliste du comportement mécanique d’une structure ou d’un 
ouvrage en béton. La demande est particulièrement pertinente dans le cas de 
structures exceptionnelles (ponts, barrages, enceintes de confinement de centrale 
nucléaire, etc.). Ainsi, pour pallier cette insuffisance, il s’avérait nécessaire 
d’entreprendre une campagne expérimentale visant à comparer le fluage propre d’un 
béton sous différents types de chargement incluant la compression, la traction et la 
flexion. Le béton utilisé au cours de cette étude est un BHP destiné au stockage en 
profondeur des déchets radioactifs par l’Andra. Ses caractéristiques à l’état frais et à 
l’état durci ont été présentées. 
Les résultats d’essais de fluage propre en traction directe, compression et 
flexion et pour différents niveaux de chargement ont ensuite été décrits. Ils mettent 
en lumière des différences de comportement pour les trois types de chargement. 
Concernant les effets du niveau de chargement, la non-linéarité du fluage propre en 
compression est manifeste entre 30 et 50 % et devient encore plus marquée pour 
des taux de chargement supérieurs. Le risque de rupture par fluage d’une éprouvette 
sollicitée en compression est élevé au voisinage du taux de chargement de 70 %. 
Dans le cas d’essais en traction directe, après une dizaine de jours pendant 
lesquelles les déformations positives attendues sont observées, une cinétique de 
déformation négative est retrouvée. En flexion, les déformations obtenues sur les 
fibres extrêmes tendue et comprimée sont identiques. De plus, les déformations 
obtenues en traction par flexion évoluent avec une cinétique positive, contrairement 
à ce qui se passe en traction directe. L’hypothèse de la planéité des sections reste 
valide lorsqu’on considère les composantes visqueuses des déformations. 
Concernant la recouvrance, les résultats montrent que les déformations sont 
identiques, quel que soit le type de sollicitation auquel l’éprouvette est soumise et 
que la réversibilité n’est apparemment que partielle. 
Enfin, des pistes pour tenter d’expliquer les observations expérimentales ont 
été proposées. Elles reposent sur les concepts d’endommagement par fluage et de 
consolidation, pouvant agir en concomitance. Consolidation et endommagement 
permettent de retrouver les observations expérimentales. Un modèle couplant les 
deux phénomènes devrait permettre de prédire l’ensemble de ces résultats. L’objet 




du chapitre suivant est d’appliquer le modèle de fluage de Sellier (Sellier, 2006 ; 
Sellier et Buffo-Lacarrière, 2009) justement basé sur le concept du couplage 
consolidation-endommagement, en vue de comparer ses résultats à nos 
observations expérimentales et de vérifier l’étendue de ses capacités prédictives ou, 














CHAPITRE IV  : APPLICATION D’UN MODELE DE 









Les déformations différées et leurs effets (apparition de flèches dans le cas de 
structures isostatiques, chutes de tension dans les câbles dans le cas de structures 
précontraintes ou redistributions de contraintes dans le cas de structures 
hyperstatiques (Pons et Torrenti, 2008)) affectent le comportement à long terme de 
structures en béton et notamment lorsqu’il s’agit de structures dites exceptionnelles 
(ponts, barrages, enceinte de confinement, etc.). Des études assez récentes portant 
sur le comportement différé à très long terme du béton menées par Brooks, (2005) 
ont montré que le fluage continuait toujours à évoluer même après plus de 30 ans de 
chargement. Les limites rencontrées par la démarche expérimentale (coût des 
essais, lourdeur des équipements, durée des expériences pouvant aller de plusieurs 
mois à plusieurs années, impossibilité de réaliser des expériences à l’échelle de la 
structure ni sur une échelle couvrant plusieurs dizaines voire plusieurs milliers 
d’années etc.) conduisent alors à se tourner naturellement vers la modélisation. En 
préambule de ce chapitre, nous présenterons deux grandes classes de modèles 
parmi les plus utilisés pour la prévision du comportement différé du béton que sont: 
  Les modèles règlementaires 
  Les modèles rhéologiques incrémentaux 
Nous passerons ensuite à la description du modèle de comportement différé 
couplé à un modèle d’endommagement orthotrope développé au LMDC par A. 
Sellier (Sellier, 2006 ; Sellier et al., 2012a, 2012b). Dans la dernière partie de cette 
section, nous testerons l’aptitude de ce modèle à reproduire les résultats 
expérimentaux de retrait et de fluage propre sous différents types de sollicitation. 
IV-B. Présentation des principaux modèles de fluage 
IV-B.1 Les modèles règlementaires 
Il s’agit des modèles phénoménologiques à la base des règlements de calcul 
ainsi que des recommandations (Eurocode 2, BPEL, ACI 209, B3 etc.). Ces modèles 
ne permettent d’obtenir qu’une prévision assez grossière du comportement à long 
terme des structures en béton mais peuvent s’avérer suffisants dans bien des cas. 
Compte tenu de l’écart entre les valeurs issues des règlements et les valeurs 
expérimentales  (de l’ordre de 30%) (Pons et Torrenti, 2008), l’extrapolation du 




comportement différé aux cas non prévus par la règlementation est interdite. Il est à 
noter que la plupart de ces modèles règlementaires considère la déformation différée 
comme étant la somme d’une déformation de retrait et d’une déformation de fluage 
globales, à l’exception des modèles AFREM (Le Roy et al., 1996) et B3 (Bažant et 
Baweja, 1995) où le fluage est décomposé distinctement en fluage propre et fluage 
de dessiccation. Pour chaque modèle appartenant à cette catégorie, une 
complaisance de fluage dont l’expression analytique est fonction d’un certain nombre 
de paramètres matériau (résistance en compression, rapport E/C, quantité de ciment, 
etc.) est introduite. Une description détaillée des principaux paramètres gouvernant 
les déformations de retrait ainsi que de fluage avec leur degré d’influence est 
disponible dans (Pons, 1998).  
IV-B.2 Les modèles rhéologiques incrémentaux 
Un matériau est qualifié de viscoélastique lorsqu’il possède d’une part les 
propriétés d’un corps purement élastique et d’autre part celles d’un corps 
exclusivement visqueux. L’idée à la base de la modélisation des déformations 
viscoélastiques que subit le matériau à partir des modèles rhéologiques 
incrémentaux consiste alors à associer un ressort représentant les propriétés du 
corps élastique avec un amortisseur à huile traduisant les propriétés du corps 
visqueux. La Figure IV-1 présente quelques modèles rhéologiques parmi les plus 
utilisés dans la représentation du comportement différé du béton dont : le modèle de 
Kelvin-Voigt (a), le modèle de Maxwell (b), le modèle de Burger (c), le modèle de 
Kelvin-Voigt généralisé (d), le modèle de Maxwell généralisé (e). 





Figure IV-1 : Présentation de quelques modèles rhéologiques pour la prévision du 
comportement différé d’un matériau 
 
Dans le cas où le groupement se fait en parallèle (association de Kelvin-
Voigt), la déformation   du ressort et celle de l’amortisseur à huile sont identiques, 
tandis que la contrainte appliquée   se décompose en deux parties dont    dans le 
ressort et    dans l’amortisseur. D’après ce qui précède, il en découle que : 
        (IV-1) 




        (IV-2) 
D’après la loi de Hooke,  
       (IV-3) 
D’après la loi de Newton, 
         
   
  
 (IV-4) 
En reportant (IV-3) et (IV-4) dans (IV-1) et en tenant compte de (IV-2), on 
trouve l’équation différentielle qui décrit la relation entre la contrainte appliquée   et 
la déformation résultante   
         
 
  
      (IV-5) 
En faisant l’hypothèse que pour des valeurs négatives de t (   ), le corps se 
trouvait à l’état naturel (donc sans tension) et qu’à l’instant      une contrainte 
constante dans le temps    est appliquée (c’est-à-dire en prenant comme condition 
initiale            ), l’intégration de l’équation (IV-5) par rapport au temps 
conduit à l’expression suivante : 
            
 
 




Dans l’équation (IV-6), H(t) représente la fonction de Heaviside. 
Pour une contrainte appliquée à l’instant  , l’équation (IV-6) devient : 
            
 
    








(qui est la déformation élastique et en même temps la déformation maximale 
autorisée par le ressort) lorsque    . Le paramètre   
 
 
 qui est homogène au 
temps et conditionne la vitesse d’augmentation de la déformation est appelé temps 




caractéristique (ou temps de retardation ou encore temps de relaxation) et 
caractérise le frottement interne du corps. De plus, la déformation est complètement 
réversible et plus le temps caractéristique   est petit (c’est-à-dire plus le frottement 
interne du corps   est faible en comparaison de E), plus la déformation issue de 
(IV-6) ou (IV-7) tendra à s’effacer rapidement.   
Dans le cas où l’association ressort-amortisseur à huile se fait en série 
(modèle de Maxwell), la déformation totale est la somme de la déformation du ressort 
   et celle de l’amortisseur    (IV-8) tandis que la contrainte que subit chaque élément 
est la même (IV-9). 
        (IV-8) 
        (IV-9) 
De plus, les lois de Hooke et de Newton permettent d’écrire 
                 (IV-10) 
En reportant l’expression des déformations obtenues à partir de (IV-10) dans 
(IV-8), on retrouve l’équation différentielle (IV-11) liant la contrainte et la déformation : 
 












Avec les mêmes hypothèses que dans le cas du modèle de Kelvin-Voigt, la 
résolution de l’équation (IV-11) conduit à la solution suivante :  
           
 
 
      (IV-12) 
Si la contrainte est appliquée à la date   ,  l’équation (IV-12) devient : 
           
    
 
         (IV-13) 
Il est à noter que ni le modèle de Kelvin-Voigt (qui ne fait intervenir qu’un seul 
paramètre à savoir le temps caractéristique  ), ni celui de Maxwell (où la déformation 




évolue linéairement en fonction du temps) utilisés seuls ne sont aptes à reproduire 
correctement les déformations différées du béton. Toutefois, ils peuvent faire partie 
de modèles plus compliqués (Bažant et Huet, 1999) tels que celui de Burger, le 
modèle de Kelvin généralisé (chaîne de Kelvin) ou le modèle de Maxwell généralisé 
(chaîne de Maxwell) illustrés sur la Figure IV-1. 
Le cas où le temps t intervient (via la contrainte appliquée et les propriétés 
mécaniques) peut être appréhendé en utilisant le principe de superposition de 
Boltzmann :  




L’application du principe de superposition peut toutefois engendrer des 
difficultés d’ordre numérique puisqu’elle nécessite de garder en mémoire toute 
l’histoire des sollicitations. Afin de pallier ces limitations, il est généralement proposé 
de décomposer la complaisance        en série de Dirichlet comme indiqué par 
l’équation (IV-15)  
                e p   




   
 (IV-15) 
Ceci revient en fait à associer en série (n-1) éléments de Kelvin-Voigt de 
paramètres    
  
  
  (où    
 
  
       sont respectivement la rigidité du ressort et la 
viscosité de l’amortisseur) avec un élément de Hooke de rigidité    
 
  
 . Les 
paramètres    doivent être choisis de manière à couvrir la durée d’observation des 
déformations             (Bažant, 1988). Il s’avère donc inutile de stocker en 
mémoire toute l’histoire des sollicitations puisque l’état de déformation de chaque 
élément faisant partie de la série est suffisant pour rendre compte de cette histoire. A 
titre d’exemple, Granger, (1995) préconise l’utilisation de 7 à 8 termes dans la série 
de Dirichlet. De plus, le béton étant un matériau vieillissant, la prise en compte de ce 
vieillissement est assurée par la dépendance des raideurs ainsi que des viscosités 
des différents éléments en fonction du temps.   




Un autre inconvénient dans l’utilisation du principe de superposition est le fait 
qu’elle conduit généralement à une surestimation des déformations de recouvrance 
(ou retour de fluage) par rapport aux observations expérimentales. Plusieurs 
approches ont alors été proposées afin de combler ces lacunes tels que la méthode 
du temps équivalent (ou modèle incrémental) (Acker et al., 1989) ou le modèle de 
recouvrance (two-function method) de Yue et Taerwe, (1993).  
IV-B.3 Couplage fluage-endommagement 
Les modèles viscoélastiques linéaires (vieillissant ou non vieillissant) ne sont 
applicables que pour des valeurs de contraintes modérées (entre 30 à 50 % de la 
résistance). Pour des niveaux de contraintes plus élevés, les déformations de fluage 
deviennent très importantes (Roll, 1964) et peuvent même amener l’éprouvette à la 
rupture par fluage tertiaire (Al-Kubaisy et Young, 1975; Li, 1994; Proust, 2002). Cet 
aspect du comportement ne peut être appréhendé qu’au moyen d’approches 
couplant les modèles de fluage classiques à des modèles non-linéaire de 
dégradation. Si l’existence d’un endommagement au cours d’un essai de fluage sur 
béton n’est aujourd’hui plus contestée (comme l’atteste d’ailleurs le suivi de mesures 
d’émissions acoustiques lors d’essais de fluage (Omar et al., 2009; Rossi et al., 
1994; Rossi et al., 2012; Saliba et al., 2012)), la question qui reste encore en 
suspens est celle de savoir si cet endommagement est la cause ou plutôt la 
conséquence du fluage. Il existe de ce fait deux sortes de couplage liant le fluage et 
l’endommagement : un couplage faible où le fluage n’est qu’amplifié par 
l’endommagement mais ne conduit pas à la ruine d’une éprouvette et un couplage 
fort conduisant à une rupture d’éprouvette par fluage tertiaire. 
Un exemple d’approche couplant fluage et endommagement est le modèle de 
Mazzotti et Savoia, (2003) basé sur la « solidification theory » de Bažant (Bažant et 
Prasannan 1989a, 1989b). Ces auteurs proposent d’introduire un facteur de 
réduction du taux de relaxation de contraintes, fonction de l’état d’endommagement, 
afin de tenir compte des déformations non-linéaires de fluage se produisant pour des 
niveaux de chargement élevés. De plus, la déformation équivalente gérant l’évolution 
de la variable d’endommagement dans le modèle de Mazars, (1986) est remplacée 
par une déformation effective comprenant la déformation élastique endommageable 
et une partie des déformations de fluage (via un coefficient minorateur  ). Par la 




suite, plusieurs auteurs se sont inspirés de cette approche dont De Larrard, (2010), 
Reviron et al., (2007 cité par (Torrenti et al., 2008)), Torrenti et al., (2008). 
IV-C.Le modèle de fluage de Sellier 
Un modèle de fluage couplé à un modèle d’endommagement a été développé 
au LMDC par Alain Sellier (Sellier, 2006; Sellier et al, 2012a, 2012b). Ce modèle, 
établi dans le cadre de la poro-élasticité linéaire permet de traiter différents aspects 
du comportement différé du béton tels que la non-linéarité du fluage propre pour des 
taux de chargement élevés, le supplément de déformation de fluage lié au séchage 
(effet Pickett) ou encore l’effet amplificateur de la température. Nous détaillerons 
dans ce qui suit les principes à la base de ce modèle qui sera utilisé pour effectuer 
des simulations et dont les résultats seront confrontés à nos résultats expérimentaux.  
IV-C.1 Principes du modèles 
Les résultats expérimentaux obtenus par Acker (2004a, 2004b) et rappelés au 
paragraphe I-B.4 du chapitre bibliographique supposent que les phénomènes 
visqueux se produiraient essentiellement au niveau des gels de C-S-H et que donc 
sous un état de chargement déviatorique, le fluage pourrait ne pas avoir de limites. 
En réalité, les essais de Brooks, (2005) montrent que même si une valeur 
asymptotique n’est pas atteinte au bout de 30 ans, la cinétique de fluage est 
constamment réduite. D’autre part, ces résultats de Acker laissent penser que le 
retrait peut être assimilé à un fluage dont l’origine serait liée à une contrainte interne 
d’origine hydrique due à la variation de dépression capillaire de l’eau interstitielle 
(suite à une consommation d’eau par hydratation ou à une évaporation par séchage). 
En effet, le retrait entame une partie du potentiel de fluage, ce qui explique ainsi 
pourquoi le fluage propre d’un BHP (présentant un retrait endogène important) est 
pratiquement réduit de moitié par rapport à celui d’un BO. Sellier (Sellier, 2006; 
Sellier et Buffo-Lacarrière, 2009 ; Sellier et al., 2012a), dans son approche, propose 
de traiter les différents couplages existant entre les différents phénomènes (fluage, 
retrait, fissuration etc.) à travers un modèle développé dans le cadre de la poro-
mécanique gérant uniquement une composante de déformation différée qui est le 
fluage propre. Les autres déformations différées ne sont autres que le résultat des 
effets combinés d’un chargement externe et d’une dépression capillaire agissant sur 




le squelette solide. Il n’est donc plus utile dans ce cas de rajouter un étage spécifique 
pour les prendre en compte (Sellier et Buffo-Lacarrière, 2009). 
Le modèle rhéologique choisi est une chaîne de Burger associant en série un 
élément de Hooke, un module de Kelvin-Voigt et un corps de Maxwell non-linéaire 
censé représenter respectivement la déformation instantanée réversible, la 
déformation différée réversible et la déformation différée irréversible propres aux 
géomatériaux (Grimal et al., 2008) (Figure IV-2).  
 
Figure IV-2 : Modèle poro-mécanique pour l’estimation des déformations différées (Sellier et al, 
2012a,  2012b) 
L’originalité du modèle réside essentiellement au niveau de l’étage de Maxwell 
qui a été modifié afin d’intégrer explicitement la possibilité de gérer les phénomènes 
de consolidation et d’endommagement de fluage observés expérimentalement 
(Sellier et al., 2012a, 2012b). 
IV-C.2 Equations constitutives 
En assimilant le béton à un milieu non saturé, la poro-mécanique classique 
permet de partitionner le tenseur de contrainte totale   (correspondant en pratique à 
la contrainte appliquée) en tenseur de contrainte effective transitant réellement dans 
la partie non endommagée du squelette solide    et en tenseur de contrainte 
hydrique due à la pression hydrique.   
          (IV-16) 
Dans cette équation,    désigne le tenseur de Biot représentant la 
transmission de la dépression de la phase liquide vers le squelette solide.   est défini 
comme étant la pression équivalente et peut se mettre sous la forme : 




            
     
  
 (IV-17) 
Avec    et    respectivement les degrés de saturation de la phase liquide à la 
pression    et de la phase gazeuse à la pression   . U désigne l’énergie libre 
d’interface gaz-liquide. 
L’expression de la pression équivalente   de la relation (IV-17) peut être 
réécrite sous la forme suivante : 
                
     
  
               
     
  
 (IV-18) 
Puis en négligeant la pression de la phase gazeuse (ce qui reste raisonnable 
tant que la taille de la structure n’est pas très importante) ainsi que la contribution de 
l’énergie libre d’interface (cas d’un trajet hydrique monotone), il en résulte : 
                   (IV-19) 
où    est la pression capillaire dont la valeur pour une humidité relative HR 
ainsi qu’une température T données est fournie par la loi de Kelvin : 
    
  
  
          (IV-20) 
R est la constante des gaz parfaits (R=8.31            ),    la masse 
molaire de l’eau (18        ) et    la masse volumique de l’eau. En reportant (IV-20) 
dans (IV-19) et en tenant compte des isothermes de sorption-désorption régissant 
l’équilibre hydrique du matériau et reliant le degré de saturation    avec l’humidité 
relative à l’équilibre HR, on aboutit finalement à une relation définissant implicitement 
la pression équivalente   comme une fonction du degré de saturation   . 
La fonction       peut en pratique être obtenue à partir d’une analyse inverse 
d’un essai de retrait lorsque les caractéristiques poro-mécaniques ainsi que 
l’évolution du degré de saturation de la porosité dans le temps sont connues. En 
effet, en se basant sur la formulation poro-mécanique (IV-16) et sachant que la 
contrainte appliquée σ est nulle, le retrait devient dans ce cas peut être considéré 




comme un fluage sous l’effet de contrainte hydrique induite par la dépression de 
l’eau liquide. Ainsi, Sellier et Buffo-Lacarrière, (2009) utilisent une expression 
simplifiée permettant de simuler le retrait du béton en faisant la considération que la 
dépression capillaire varie linéairement en fonction de la teneur en eau. Un 
paramètre dénommé      (équivalent à un module de Biot) est alors introduit pour 
approcher la courbe de dépression capillaire (sans recourir alors à une isotherme de 
désorption), selon l’expression  (IV-21)): 
              (IV-21) 
w et   étant respectivement la teneur en eau liquide et la porosité. 
Le schéma rhéologique pour l’estimation de la contrainte effective    est 
donné sur la Figure IV-3 
 
 
Figure IV-3 : Schéma rhéologique pour la modélisation du fluage propre (Sellier et Buffo-
Lacarrière, 2009) 
Il est constitué de trois éléments associés en série correspondant aux trois 
niveaux respectifs : 
  Un niveau élastique (avec l’exposant « e ») 
  Un niveau viscoélastique réversible (avec l’exposant « KV » pour Kelvin-Voigt) 
  Un niveau visqueux (avec l’exposant « M » pour Maxwell) 
La déformation totale correspond donc à la somme des déformations 
élémentaires de chaque étage soit : 




            (IV-22) 
En outre, en se basant sur les considérations de Bernard et al., (2003) sur les 
différences de mécanismes de fluage sous contrainte sphérique d’une part et 
déviatorique d’autre part, Sellier (Sellier, 2006; Sellier et Buffo-Lacarrière, 2009) 
propose de scinder la contrainte effective transitant par le squelette solide    en 
partie sphérique     et déviatorique     . Le schéma rhéologique utilisé reste toujours 
le même que celui présenté précédemment. Toutefois, des modules de 
compressibilité (  et    ) et des viscosités (      et        sont utilisés au niveau 
de la branche sphérique tandis que des modules de cisaillement (   et     ) et des 
viscosités (      et        sont employés au niveau de la branche déviatorique. 
Les lois de comportement rhéologique s’écrivent alors : 
 Pour la branche sphérique 
 
           
                               
                   
  (IV-23) 
 Pour la branche déviatorique 
 
            
                                 
                    
  (IV-24) 
IV-C.3 Prise en compte de la consolidation et de l’endommagement induits lors 
du fluage propre 
La diminution de la vitesse de fluage avec le temps est gérée par l’étage de 
Maxwell. En effet, cette baisse résulte de l’augmentation de la viscosité apparente 
       que nous noterons plus simplement    par la suite. Physiquement, cela 
s’explique par un épuisement progressif du potentiel de fluage des gels de C-S-H 
lorsque ceux-ci viennent en butée contre des « obstacles » rigides (granulats, 
hydrates mieux cristallisés, grains de ciment anhydres etc.) comme illustré sur les 
schémas 1, 2 et 3 de la Figure IV-4. Afin de gérer ce phénomène de consolidation 




mais également afin de reproduire la cinétique de fluage observée à très long terme, 
Sellier propose de pondérer la viscosité initiale à température ambiante    par un 
coefficient appelé « coefficient de consolidation » noté    suivant la relation (IV-25) et 
la viscosité apparente    devient : 
        (IV-25) 
 
 
Figure IV-4 : représentation schématique des phénomènes de consolidation et 
d’accroissement du potentiel de fluage par fluage propre (Sellier et al., 2012a) 
 
Un coefficient correcteur peut être rajouté à la relation (IV-25) pour tenir 
compte de l’augmentation de la cinétique du fluage propre pour une variation de 
température située entre 20 et 50°C (Ladaoui, 2010). 
L’expression choisie pour le coefficient de consolidation    est donnée par 
l’équation (IV-26). Le choix en particulier de la fonction exponentielle permet de 
retrouver une évolution linéaire de la déformation à très long terme lorsque la courbe 
de fluage est tracée suivant une échelle semi-logarithmique (Brooks, 2005).   
       
   
  
  (IV-26) 
Dans l’équation (IV-26),     est la déformation de fluage équivalente. Elle 
traduit la déformation de fluage cumulée subie par le matériau et peut être reliée à la 
dissipation visqueuse    par la relation : 




    
  
        
   (IV-27) 







      
       
 a été introduit pour rendre la 
déformation équivalente indépendante du coefficient de Poisson dans le cas d’un 
essai uniaxial. Il n’est donc plus utile de recaler le modèle si l’on souhaite modifier la 
valeur du coefficient de Poisson. 
Quant à la dissipation visqueuse, elle est calculée par la relation : 









     (IV-28) 
Dans cette expression,    et    désignent respectivement la dissipation 
visqueuse déviatorique instantanée et la dissipation visqueuse sphérique instantanée 
définis par les équations : 
       
     
  
 (IV-29) 
       
     
  
 (IV-30) 
La loi d’Arrhénius de la relation (IV-28) tient compte de la valeur de la 
dissipation pour une valeur de température T quelconque différente de la celle de 
référence   . 
   joue le rôle d’un potentiel de fluage qui dépend de l’intensité du 
chargement ainsi que de l’état d’endommagement du matériau. Lorsque la 
déformation de fluage équivalente     devient grande par rapport à    , le coefficient 
de consolidation augmente rapidement et il en est de même de la viscosité 
apparente qui devient alors très importante. La réduction de la vitesse de fluage qui 
en résulte traduit alors le phénomène de consolidation. Le potentiel de fluage est 
défini à partir de l’endommagement maximal   
  pouvant être atteint par fluage au 
bout d’un temps infini (et qui dépend du niveau de chargement appliqué) et de 
   
    qui est en fait l’endommagement maximal pouvant être atteint par fluage 
(caractéristique intrinsèque du matériau) selon la relation : 








    (IV-31) 
Dans cette équation,    est une déformation caractéristique du processus de 
consolidation indépendant du chargement. 
Par ailleurs, le phénomène de consolidation entraîne un déchargement des 
phases visqueuses (principalement les gels de C-S-H) sur les autres phases rigides 
(cf. paragraphe III-D.2.1.a du chapitre III) Cette relaxation progressive des 
contraintes visqueuses conduit à un endommagement des phases plus rigides 
(schéma 4 et 5 de la Figure IV-4 ) qui vont pouvoir libérer de nouveaux sites de 
fluage et apporter ainsi un nouveau potentiel de fluage en conséquence. Une 
variable d’endommagement par fluage notée    est de ce fait introduite. Elle varie 
entre 0 et une valeur limite   
  qui dépend du niveau de chargement appliqué. 
Comme nous l’avons déjà dit, le niveau d’endommagement maximal qu’on peut 
atteindre par fluage est fixé par le paramètre   
   . Le rapport entre   
  et    
    est 




    
      
        
 (IV-32) 
   où        est le taux de restitution d’énergie élastique (qui n’est autre que la 
« force thermodynamique » pilotant la variable d’endommagement) et          un 
paramètre de normalisation tel que   
     
    lorsque                  . 
Le taux de restitution d’énergie élastique vaut : 













Où   et   
  sont respectivement le premier invariant du tenseur de contraintes 
effectives non endommagées et le second invariant du tenseur déviateur des 
contraintes effectives non endommagées. 
Quant à         , il vaut : 





      
    
 (IV-34) 




Etant donné que le processus d’endommagement est couplé au phénomène 
de consolidation, l’évolution de l’endommagement par fluage doit être telle que 
     
  lorsque le coefficient de consolidation      , c’est-à-dire lorsque le report 
des contraintes visqueuses sur les phases rigides élastiques sera total (en théorie au 
bout d’un temps infini). La loi proposée pour l’évolution de    est :  
           
    
 
     
  avec       (IV-35) 
Signalons enfin que ces modifications apportées à la viscosité de l’étage de 
Maxwell permettent de retrouver le fluage propre non-linéaire. 
IV-C.4 Gestion du fluage de dessiccation 
Tel que nous l’avons présenté, le modèle ne permet pas de retrouver le 
supplément de fluage (ou plutôt le supplément de retrait) observé en conditions de 
dessiccation. Sellier (Sellier et Buffo-Lacarrière 2009 ; Sellier et al. 2012a) considère 
que l’effet Pickett peut être expliqué par la non-transmission d’une partie de la 
dépression capillaire vers le squelette solide en raison de l’existence 
d’endommagements locaux sur lesquels nous reviendrons un peu plus loin. Cette 
considération est une invitation à apporter des modifications au niveau de l’équation 
(IV-16). 
Le champ de contraintes au sein d’une éprouvette de béton, bien avant 
l’application de tout chargement mécanique est très complexe et hétérogène en 
raison des différents types de retrait qui se développent au sein de la matrice 
cimentaire, ainsi que des différences de caractéristiques mécaniques (et notamment 
de rigidité) entre les différents constituants (Figure IV-5 (a)). A cause du retrait, la 
matrice cimentaire exerce un confinement radial sur les points durs (les granulats) 
qui vont se retrouver en compression. Par réaction mécanique, ces derniers vont 
s’opposer en créant des contraintes de traction circonférentielles au niveau de 
l’interface pâte-granulats. Si la valeur de ces tensions dépasse la résistance en 
traction locale du matériau, des fissures orientées perpendiculairement à la direction 
principale des contraintes de traction vont apparaître et se répartir aléatoirement et 
donc uniformément au sein de l’éprouvette. Ces fissures auront pour effet d’isoler la 
matrice endommagée des inclusions dans certaines zones et donc d’empêcher la 
transmission du retrait au reste de la structure (Figure IV-6 (a)). Macroscopiquement, 




ceci se traduit par une réduction isotrope de la déformation de retrait. Notons qu’il 
peut également s’agir d’une baisse momentanée des forces de disjonction entre les 
hydrates.
 
Figure IV-5 : Champ de contraintes principales de traction : éprouvette en retrait libre (a) – 
éprouvette chargée en compression (b) (Sellier et al.,  2012a)  
 L’application d’un chargement de compression va avoir pour effet la 
modification de l’état de contrainte au sein de l’éprouvette et notamment de l’état de 
tension dans la direction d’application du chargement ainsi que nous pouvons le 
constater sur la Figure IV-5 (b). Il en résulte un état de fissuration nettement différent 
de celui observé en conditions de retrait libre tel que la transmission de dépression 
capillaire continue à être effective dans la direction chargée mais est atténuée dans 
la direction qui lui est perpendiculaire (Figure IV-6 (b)). 
 
Figure IV-6 : Etat de fissuration par retrait empêché: éprouvette en retrait libre (a) – éprouvette 
chargée en compression (b) (Sellier et al.,  2012a) 
La modification de la formulation poro-mécanique (qui considère les aspects 
se produisant à l’échelle macroscopique mais fait abstraction des phénomènes se 
passant à une échelle inférieure) doit donc prendre en considération les deux points 
suivants : 




  lors de l’application d’une contrainte de compression, le fait que la contrainte 
effective    transmise au squelette soit également négative n’exclue pas la possibilité 
d’existence de contraintes de traction à l’échelle locale, 
  l’intensité de la contrainte de traction locale peut endommager la matrice ou 
modifier la pression de disjonction en écartant les feuillets de C-S-H entre eux. 
Statistiquement, ceci revient à introduire le terme    
 
   
  dans l’expression 
définissant la contrainte hydrique de l’équation (IV-16). En effet, s’il s’agit d’une 
contrainte de compression (   ), le terme    
 
   
  augmente afin de permettre 
une meilleure transmission de la dépression dans la direction chargée.  
La formulation poro-mécanique modifiée  devient alors : 
          
 
   
    (IV-36) 
Dans cette équation,    est un paramètre matériau permettant de caractériser 
l’intensité de la modification de transmission des dépressions capillaires (donc du 
couplage retrait-fissuration). 
Il est à noter que dans la version actuelle du modèle, l’effet de cette 
modification existe uniquement lorsque la contrainte appliquée   est une contrainte 
de compression, dans le cas d’autres types de sollicitation, le coefficient de Biot n’est 
pas modifié. 
IV-C.5 Formulation poro-mécanique modifiée pour la modélisation du fluage 
propre 
La prise en compte des phénomènes de consolidation ainsi que 
d’endommagement par fluage d’une part, et l’augmentation de la transmission de 
retrait par application d’une contrainte de compression d’autre part, conduit à la 
formulation modifiée suivante : 
         
       
 
   
    (IV-37) 
Le modèle rhéologique est ensuite couplé à un modèle d’endommagement 
orthotrope décrit en détail dans (Sellier et al., 2013) à travers la  contrainte effective. 




La rupture est toujours gérée par une méthode de contrôle de l’énergie de fissuration 
dissipée associée au modèle d’endommagement instantané bien qu’elle soit 
accélérée par le fluage. Ceci constitue d’ailleurs un autre argument qui plaide en 
faveur de la limitation de l’endommagement par fluage qui doit être associé au 
modèle d’endommagement instantané pour permettre le passage en fluage tertiaire. 
IV-C.6 Démarche de validation du modèle 
L’analyse du fluage de traction à l’aide de ce modèle sera faite en trois temps : 
1. Calage du paramètre du modèle concernant la partie retrait à partir d’une 
loi de variation de teneur en eau du béton réaliste, 
2. Calage des paramètres du module de fluage sur la base des essais en 
compression à 30 % et 50 % (et première validation par comparaison avec 
les essais à 70 %) 
3. Calcul du fluage en traction (direct et par flexion) et comparaison avec les 
déformations mesurées. 
Afin de quantifier l’effet de l’amplitude du retrait à travers le phénomène de 
consolidation estimé par le modèle et donc finalement sur l’amplitude de fluage en 
traction, nous avons envisagé trois retraits d’amplitudes différentes lors du 
calage du retrait, puis des paramètres de fluage sur les essais en compression. 
IV-D.Calage du retrait mesuré expérimentalement 
IV-D.1 Calage du paramètre de retrait     
La simulation des résultats expérimentaux de retrait nécessite de définir 
préalablement la pression équivalente   à partir de l’équation (IV-19) et de la relation 
approchée (IV-21). Cette pression va alors exercer une contrainte (hydrique) sur le 
squelette solide (le modèle rhéologique associé étant représenté sur la Figure IV-3) 
et créer du retrait qui peut donc être assimilé à du fluage sous l’effet d’une contrainte 
d’origine hydrique. A cet effet, il faudrait connaître la valeur du paramètre de calage 
     ainsi que la loi d’évolution de la teneur en eau w. Etant donné que les essais se 
déroulent en conditions endogènes, cette évolution de w est uniquement due à une 
consommation interne d’eau par hydratation. 
En réalité, au début de la campagne expérimentale il n’a pas été envisagé de 
mesurer le retrait se produisant au très jeune âge pour le calage de    . D’un point 




de vue pratique, ce qui nous intéressait était plus la mesure des déformations de 
retrait qui serviront pour l’extraction du fluage à partir des déformations totales sous 
charge (cf. paragraphe III-B.5). Les résultats récents obtenus par (Souyris, 2012) 
montrent pourtant que l’historique du retrait endogène qui se produit au très jeune 
âge ne peut pas du tout être négligé. Or le retrait (comme le fluage mais dans une 
moindre mesure) entraîne une consolidation pouvant entamer le potentiel de fluage 
(en augmentant le coefficient de consolidation   ). Dans ces conditions, il est 
important de tenir compte de tout l’historique de retrait (depuis la prise du ciment) et 
non pas se limiter à celui qui est mesuré en parallèle des essais de fluage, c’est-à-
dire à partir de l’instant du chargement.  
Pour déterminer    , il est nécessaire de connaître l’évolution de la 
déformation de retrait avec la perte de masse. Dans sa thèse, Camps, (2008) qui a 
travaillé sur le même BHP, a mesuré sur une éprouvette séchant librement l’évolution 
de la perte de masse ainsi que du retrait de dessiccation qui l’accompagne en 
fonction du temps. Ces résultats sont rappelés sur les Figure IV-7 et Figure IV-8. 
 
Figure IV-7 : Déformation moyenne de retrait de dessiccation en fonction du temps (Camps, 
2008) 





Figure IV-8 : perte de masse moyenne des éprouvettes de retrait en fonction du temps (Camps, 
2008) 
Pour le calage du paramètre    , nous proposons de définir en premier lieu 
l’évolution de la teneur en eau w (%) en fonction du temps à partir de celle de la 
perte de masse mesurée expérimentalement par Camps. En se basant sur les 
mesures de porosité à l’eau de Camps, (2008), la porosité initiale est évaluée à 
        Cette valeur correspond également à la teneur en eau initiale en 
supposant que l’échantillon part d’un état saturé. Puis en notant    la masse 
volumique de l’eau, la masse d’eau initiale et à un instant quelconque t par unité de 
volume du matériau sont données respectivement par les relations (IV-38) et (IV-39) 
suivantes : 
          (IV-38) 
 
          (IV-39) 




Par la suite, en notant    la masse volumique apparente du béton dont la 
valeur moyenne est prise égale à 2340      , la perte de masse (en %) peut être 




          
      
     (IV-40) 
A partir de la relation (IV-40), on obtient l’évolution de la teneur en eau w(t) en 
fonction de la perte de masse. 
       
        





Il est à noter que la teneur en eau calculée à partir de la relation (IV-41) est en 
fait une teneur en eau « moyenne », ceci en raison du séchage non linéaire induisant 
un gradient.  
La Figure IV-9 représente l’évolution du degré de saturation Sr déduite des 
mesures de pertes de masse de Camps, (2008) en fonction du temps.  
 
Figure IV-9 : Evolution du degré de saturation Sr déduite des mesures de pertes de masse 
(Camps, 2008) 




L’étape suivante consiste à simuler les déformations de retrait (Figure IV-7) à 
partir de l’évolution de w(t) en agissant uniquement sur le paramètre    . Il est à 
noter que le paramètre     n’intervient pas ici puisqu’aucun chargement mécanique 
n’est appliqué. La Figure IV-10 montre les variations dimensionnelles de retrait ainsi 
obtenues pour différentes valeurs de    . Celle correspondant à           MPa 
semble s’ajuster au mieux aux résultats expérimentaux de Camps et sera retenu 
pour la suite. Pour la convention, une déformation de retrait est considérée comme 
négative.  
 
Figure IV-10 : Calage du paramètre     sur les essais de retrait de Camps 
IV-D.2 Proposition de lois d’évolution hydrique pour la simulation du retrait 
expérimental à 28 jours 
Le second point consiste en la définition d’une loi d’évolution hydrique 
(traduisant la consommation d’eau par la réaction d’hydratation) qui permet de 
retrouver les déformations de retrait endogène mesurées expérimentalement après 
28 jours. Ne disposant pas de valeurs de retrait expérimental avant cette période, il 
ne nous a pas été possible de reconstruire la vraie évolution de w(t) par analyse 




inverse. Trois lois d’évolution sont alors choisies de façon à ce que la déformation de 
retrait simulée après 28 jours s’insère dans le fuseau délimité par les courbes 
expérimentales. Toutefois, les amplitudes finales du retrait ne sont pas les mêmes 
pour ces trois évolutions. Nous avons fait le choix des valeurs 30, 60 et 90 µm/m à 
200 jours (les retraits correspondant à ces valeurs seront désignés dans toute la 
suite respectivement par retrait faible, retrait moyen et retrait fort). 
 La teneur en eau est censée ne pas évoluer entre 0 à 14 jours puisque les 
éprouvettes sont stockées dans l’eau après leur démoulage. On assiste ensuite à 
une chute assez marquée du degré de saturation Sr entre 14 et 28 jours suivi d’une 
évolution plus atténuée au-delà de cette période lorsque le processus d’hydratation 
commence à se stabiliser. Ces lois sont illustrées sur la Figure IV-11 tandis que les 
déformations correspondantes simulées depuis l’instant du coulage sont 
représentées sur la Figure IV-12. 
La comparaison des déformations de retrait à partir de 28 jours, mesurées et  
simulées, est présentée sur la Figure IV-13. 
 
 
Figure IV-11 : Evolutions de Sr en fonction du temps pour la simulation du retrait endogène 





Figure IV-12 : Retrait simulé à partir de 0j pour les 3 lois d’évolution de w 
 
Figure IV-13 : Retrait simulé : mesures après 28 jours 





Dans le modèle, le retrait est géré par la contrainte hydrique résultant de la 
pression équivalente  . Deux paramètres sont alors à définir : le module de retrait 
     et la loi d’évolution de la teneur en eau w. Trois hypothèses de retrait 
endogène, basées sur la valeur de      obtenu à partir des résultats expérimentaux 
de Camps, (2008) sur le même béton, ont été faites. Elles conduisent à trois 
amplitudes de retrait qui sont respectivement 30, 60 et 90 µm/m  à 200 jours. Dans 
les trois cas, une grande partie du retrait est censée avoir lieu entre 14 jours 
(correspondant à l’arrêt de la cure sous eau) et 28 jours (début des mesures). Cette 
hypothèse est supportée par les travaux de Souyris, (2012) qui affirment qu’une forte 
partie du retrait endogène a lieu dans les premiers jours qui suivent le gâchage. 
Cependant, dans le cadre de cette étude, ce fort retrait faisant suite au coulage a été 
limité étant donné que les éprouvettes ont été conservées sous eau jusqu’à 14 jours. 
Il a ainsi pu être retardé jusqu’au moment de la fin de cure en eau. Quelle que soit 
l’hypothèse faite sur le retrait entre 14 et 28 jours, cela semble avoir peu d’effet sur le 
retrait mesuré au-delà de 28 jours. Il est donc difficile à ce stade d’invalider une de 
ces 3 hypothèses. 
Le phénomène de consolidation ne peut pas être négligé lors de la simulation 
d’un essai de fluage car elle conduit à une augmentation de la viscosité de la chaîne 
de Maxwell et par conséquent à une diminution de la vitesse de fluage. Elle peut 
provenir soit d’un chargement mécanique ou d’un chargement hydrique. Dans le cas 
d’un chargement hydrique, l’important est surtout de bien évaluer l’amplitude totale 
du retrait endogène. D’après la Figure IV-14, une erreur sur l’évaluation de      et 
donc de l’évolution de la teneur en eau W n’aura pas d’effet sur l’évaluation de l’effet 
de consolidation du retrait endogène si l’amplitude de celui-ci est malgré tout, bien 
évalué. 





Figure IV-14 : Paramètres de retrait influant sur la consolidation 
IV-E. Simulation des essais de fluage en compression 
IV-E.1 Calage des courbes de fluage à 30 et 50% 
Pour apprécier l’importance du phénomène de consolidation vis-à-vis du 
fluage, nous avons fait l’hypothèse de 3 évolutions hydriques différentes (présentées 
au paragraphe précédent) afin de définir le retrait qui se manifeste en parallèle. De 
plus, le retrait simulé a été déduit des déformations totales sous charge comme dans 
la pratique expérimentale des essais de fluage. La valeur du paramètre     qui sert 
pour la prise en compte du fluage de dessiccation est fixée à 27 MPa. Cette valeur a 
été déterminée à partir des données de la littérature (calage du modèle sur les 
résultats expérimentaux en conditions de dessiccation de Granger, (1995) (Sellier et 
al., 2012a)). Le Tableau IV-1 présente la liste ainsi que les valeurs des paramètres 
mesurés ou usuels utilisés pour les simulations. 




Paramètre Nature Notation Valeur 
Module élastique (MPa) mesuré E 41617 
Coefficient de Poisson usuel   0,2 
Résistance en compression (MPa) mesuré    68,2  
Résistance en traction (MPa) mesuré    3,0 
Déformation au pic en compression usuel     
         
Déformation au pic en traction usuel     
           
Tableau IV-1 : Paramètres utilisés pour la simulation des essais de fluage en compression 
Les paramètres à identifier pour la simulation des essais de fluage en 
compression sont les caractéristiques du modèle rhéologique (raideur du ressort de 
l’étage élastique, viscosité de l’étage de Kelvin-Voigt et  viscosité de référence de 
l’étage de Maxwell qui interviennent respectivement à travers le rapport 
   
 
 et les 
temps caractéristiques     et    ), la déformation caractéristique du processus de 
consolidation    et enfin le niveau d’endommagement maximal que l’on peut atteindre 
par fluage   
   . Les différentes notations sont rappelées dans le Tableau IV-2.  Les 
valeurs des ces paramètres de calage du modèle ont été obtenues par ajustement 
des courbes simulées aux résultats expérimentaux de fluage en compression à 30 % 
et 50 %. 
Les valeurs retenues pour les 3 hypothèses sur le retrait endogène sont 
consignées dans le Tableau IV-2. La comparaison des résultats de simulation par 
rapport aux valeurs expérimentales est présentée sur la Figure IV-15. Sur cette 
figure, une seule courbe de fluage par niveau de charge apparaît. En effet, s’il y a 
bien trois hypothèses différentes de retrait conduisant à trois jeux de paramètres, le 
calage de ces valeurs permet d’obtenir des courbes très voisines et donc 
indiscernables sur cette représentation graphique. 
  








Rapport du module de 
Kelvin Voigt au module 
élastique 
   
 
 25 25 25 
Temps caractéristique 
associé au fluage réversible 
(jours) 
    
   
   
 0,9 8  16  
Temps caractéristique 
associé au fluage irréversible 
(jours) 
   
  
 
 18  30  38  
Potentiel de consolidation 
(×    ) 




    0,45 0,4 0,36 
Tableau IV-2 : Calage des paramètres du modèle en compression  





Figure IV-15 : Comparaison des résultats de simulation et des valeurs expérimentales de fluage 
en compression  
 Discussion sur le calage des essais de fluage en compression à 30 
et 50 % 
On peut donc voir que l’historique du retrait se produisant avant l’application 
du chargement influe sur la valeur des paramètres de calage. En effet, il peut exister 
différents « états initiaux » du matériau avant le chargement mécanique 
correspondant à différents jeux de paramètre, en fonction de la pré-consolidation par 
le retrait subi. 
Plus le retrait est fort, plus la viscosité de l’amortisseur de l’étage de Kelvin-
Voigt      doit être augmentée pour représenter les déformations de fluage 
mesurées. En réalité, il s’agit de l’effet de la composante de « fluage de 
dessiccation » qui génère une composante de déformation de retrait supplémentaire. 
En effet, même si les éprouvettes chargées se trouvent en conditions endogènes, il 
se produit toujours une variation de teneur en eau du fait de l’hydratation. Dans le 
modèle, cette variation de teneur en eau induit une augmentation de la contrainte 
hydrique à travers le modèle de Biot, donnant un effet semblable à ce qui se 
passerait lors d’essais de fluage endogène pour lequel l’hydratation n’est pas 




totalement stabilisée (cas d’un béton moyennement âgé). Comme expliqué dans le 
paragraphe IV-C.4, cette contrainte hydrique est amplifiée par l’effet du chargement à 
travers la modification du modèle de Biot, d’où le retrait supplémentaire. Du fait de 
cette composante supplémentaire de retrait, la viscosité doit être augmentée pour 
ralentir les déformations de fluage. Il se pourrait alors qu’on s’éloigne des valeurs 
usuelles des modèles qui ne prennent pas en compte le retrait mais on se rapproche 
plus des phénomènes physiques réels. 
Dans les 3 cas, on dispose d’un jeu de paramètres qui nous permettent de se 
caler sur les déformations mesurées expérimentalement. Toutefois, on ne peut 
toujours pas écarter l’une au l’autre des hypothèses sur la valeur du retrait.  
L’endommagement par fluage maximal varie entre 0,36 et 0,45 pour les 3 
hypothèses de retrait.  
IV-E.2  Simulation du fluage propre en compression à 70 % de    
Expérimentalement, nous avons constaté la rupture au bout de 7 jours d’une 
des éprouvettes testées en compression pour un taux de chargement fixé à 70 % de 
la résistance moyenne en compression mesurée sur 3 éprouvettes (cf. paragraphe 
III-C.1.1.b chapitre ΙΙΙ). Ainsi, pour un niveau de chargement voisin de cette valeur, le 
risque de rupture par fluage tertiaire devient important. Pour les simulations à un taux 
de 70 %, les mêmes jeux de paramètres que ceux qui nous ont servi pour caler les 
courbes à 30 et 50 % (pour les 3 hypothèses sur le retrait retenues) ont été gardés. 
Une divergence de l’équilibre qui se traduit physiquement par la rupture de 
l’éprouvette se produit lorsque le calcul est mené pour un taux de chargement de 
70 %, indépendamment de la valeur de   
    calée (de 0,36 à 0,45 en fonction de 
l’hypothèse sur le retrait). Les calculs indiquent donc un passage en fluage tertiaire 
qui doit conduire à la rupture de l’éprouvette à cause de l’état d’endommagement qui 
devient important dans tous les cas. Pourtant, les essais expérimentaux ont montré 
que cette rupture n’est pas systématique, puisque deux des éprouvettes ont bien 
résisté après de plus de 140 jours d’essais de fluage, ce qui peut s’expliquer par 
l’effet de la dispersion sur la valeur de la résistance en compression et donc sur le 
taux de chargement réellement appliqué. 
La contrainte de chargement correspondant au taux de 70 % a été évaluée à 
partir d’une résistance en compression moyenne de 68,2 MPa. Elle valait donc 47,7 




MPa. Cependant, en prenant une variation de 10 % autour de la valeur moyenne, la 
résistance de plusieurs éprouvettes issues d’une même gâchée pourrait varier entre 
61 et 75 MPa. Pour une éprouvette ayant une résistance de 61 MPa, 47,7 MPa 
représenterait alors un taux de chargement de 78 % alors qu’il ne représenterait que 
64 % pour la plus forte résistance. Il n’aurait donc pas les mêmes conséquences sur 
l’endommagement du matériau, ce qui pourrait induire un passage en fluage tertiaire 
ou non.  
Le Tableau IV-3 présente de manière synthétique l’effet de l’incertitude sur la 
résistance vis-à-vis de la rupture ou non par fluage tertiaire d’une éprouvette pour les 
3 hypothèses sur le retrait.  
 
 
Résistance en compression de l’éprouvette chargée (MPa) 




70 % 66,3 % 65,4 % 63,7 % 
Retrait fort 
(  =0,36) 
Rupture à 18 j 







(  =0,40) 
Rupture à 11 j 
Rupture à 29 
jours 





(  =0,45) 
Rupture à 7 j 
Rupture à 37 
jours 




Tableau IV-3 : Comportement  vis-à-vis du risque de rupture par fluage tertiaire d’une 
éprouvette supposée être chargée à 70%  
 
Ce tableau montre la sensibilité des résultats vis-à-vis de la variabilité des 
performances du matériau. Une approximation de la valeur de la résistance peut 
amener à la tenue de l’éprouvette ou au contraire à entraîner sa rupture par fluage 
tertiaire. La Figure IV-16 présente, à titre d’exemple, des courbes de simulation 




obtenues dans le cas où l’on considère l’hypothèse du retrait fort, avec trois 
éprouvettes dont 2 ayant rompu et une autre ayant résisté au chargement de fluage 
(supposé à 70%). 
 
 
Figure IV-16 : Simulation des essais à 70% dans l’hypothèse du retrait fort 
 
Le modèle possède une bonne capacité de prédiction du fluage propre en 
compression. Il peut rendre compte de 2 aspects essentiels du comportement que 
sont la non-linéarité initiée à des taux de chargement modéré et la rupture par fluage 
tertiaire pour des taux de chargement élevés. La seule condition est d’être capable 
de déterminer précisément la vraie valeur de la résistance en compression Rc de 
l’éprouvette qui est effectivement chargée.  
IV-E.2.1 Analyse de l’évolution des valeurs d’endommagement calculées 
Dans le modèle, la non-linéarité du fluage propre est gérée à travers 
l’introduction de variables d’endommagement. L’endommagement par fluage    (cf. 
paragraphe IV-C.3) est couplé à l’endommagement « instantané »    qui affecte la 
rigidité du ressort dans le modèle rhéologique associé au squelette solide. En effet, 




l’augmentation de     va entraîner une augmentation de la contrainte effective et par 
conséquent un accroissement de l’endommagement « instantané »   . Ce couplage 
entre les deux types d’endommagement (« instantané » et différé) permet d’atteindre 
la rupture d’une éprouvette par fluage tertiaire. L’endommagement global (d) d’une 
éprouvette peut ensuite être retrouvé en combinant ces deux types 
d’endommagement via la théorie du maillon le plus faible. 
                  (IV-42) 
 
A titre d’exemple pour illustrer ces propos, l’évolution de di et celle de dc 
correspondant à l’hypothèse du retrait fort, pour des taux de chargement de 70 % et 
65,4 %, sont présentées sur la Figure IV-17. Dans le premier cas, on assiste à une 
rupture d’éprouvette par fluage tertiaire contrairement au second cas (cf. Tableau 
IV-3). De même, les courbes représentant l’évolution des endommagements 
« instantané » et par fluage à 30 et 50 % pour la même hypothèse du retrait fort sont 
proposées sur la Figure IV-18. 
La Figure IV-18 montre que l’endommagement « instantané », calculé à partir 
du modèle, est faible en comparaison de l’endommagement par fluage pour les taux 
de chargement de 30 et 50 %. Ce constat est corroboré par les résultats 
expérimentaux qui indiquent que le module d’Young mesuré lors du chargement ne 
montrait pas une différence significative entre ces deux niveaux de chargement. 
Dans ces conditions, la non-linéarité des déformations différées ne peut résulter que 
de l’endommagement par fluage. Par contre pour les taux de chargement élevés 
(pris à 70 % dans cet exemple), l’endommagement instantané devient important du 
fait de son interaction avec l’endommagement de fluage. S’il atteint un seuil critique, 
la loi de comportement instantané passe le pic de contrainte et il en résulte une 
rupture par transition irréversible vers le fluage tertiaire (Figure IV-17 (haut)).  






Figure IV-17 : Endommagement instantané et par fluage pour les essais 70% (haut) et 65.4% 
(bas) dans le cas de l’hypothèse du retrait fort 
 







Figure IV-18 : Endommagement instantané et par fluage pour les essais à 30% (haut) et 50% 
(bas) dans le cas de l’hypothèse du retrait fort 




IV-F.Simulation du fluage propre en traction 
IV-F.1 Traction directe à 30, 40 et 50% 
Dans cette partie, une simulation des essais en traction à des taux de 
chargement de 30, 40 et 50 % est menée avec les mêmes paramètres de calage 
ayant servi pour caler les déformations de fluage en compression à 30 et 50 % (cf. 
Tableau IV-2). La comparaison des résultats obtenus avec les 3 hypothèses sur le 
retrait et pour les 3 taux de chargement est donnée sur la Figure IV-19. L’effet de la 
consolidation sur le fluage propre en traction y apparait clairement.  
Dans le cas de l’hypothèse où le retrait est le plus fort, les courbes simulées 
s’insèrent dans le fuseau délimité par les courbes expérimentales (Figure IV-20) Par 
contre, dans le cas de l’hypothèse du retrait le plus faible, le fluage en traction simulé 
est bien plus important (car l’éprouvette est moins consolidée)  (Figure IV-19) et donc 
surestimé par rapport aux résultats expérimentaux. Si l’effet de la consolidation est 
important entre l’hypothèse de retrait faible et l’hypothèse de retrait moyen ; cet effet 
est moins marqué, voire négligeable pour des valeurs de retrait plus importantes 
(Figure IV-19). Rappelons que ‘Retrait faible’, ‘Retrait moyen’ et ‘Retrait fort’  font ici 
référence à l’amplitude des déformations de retrait de l’éprouvette pendant toute son 
histoire et non pas seulement à l’amplitude du retrait mesuré après 28 jours. En effet, 
cela peut prêter à confusion puisque, expérimentalement, sur un béton ordinaire où 
le retrait endogène est faible (Reviron, 2009 ; Rossi et al., 2012), la déformation de 
fluage en traction mesurée expérimentalement est bien plus faible que celle mesurée 
en compression. Il ne s’agit pas uniquement de se limiter au retrait libre mesuré en 
parallèle des essais de fluage, mais de considérer toute l’historique de retrait subi par 
l’éprouvette.    
Il est également important de souligner la quasi-linéarité du fluage propre en 
traction, contrairement à ce qui est constaté en compression. Les graphes étant 
tracés en complaisance, la linéarité du fluage (c’est-à-dire l’indépendance vis-à-vis 
du taux de chargement) devrait se traduire par le fait que les courbes de déformation 
soient confondues. Cela peut être expliqué par le fait que le modèle estime une 
valeur d’endommagement par fluage en traction très faible, sachant que ce dernier 
est le principal responsable de la non-linéarité du fluage (Figure IV-21). Tel que défini 
par l’équation (IV-32), l’endommagement par fluage   
  atteint au bout d’un temps 




infini peut être interprété comme étant le produit de   
    par le taux de chargement 
appliqué. Or, ce taux, via          (équation (IV-34)), est défini par rapport à la 
résistance en compression, expliquant ainsi pourquoi l’endommagement par fluage 
en traction estimé par le modèle est très faible. Nous avons expliqué au paragraphe 
III-D.2.2.b du chapitre ΙΙΙ que pour un même taux de charge, l’endommagement 
instantané est plus important (Kaplan, 1963, Ziegeldorf, 1983) en compression qu’en 
traction.  Une différence semblable pourrait également être attendue dans le cas de 
l’endommagement de fluage. La comparaison de l’intensité de l’endommagement par 
contrôle non destructif pour des essais de fluage à des taux de chargement 
identiques en traction et en compression devrait permettre de conclure sur la 
pertinence du critère pour tout type de sollicitation.   
 
Figure IV-19 : Simulation du fluage propre en traction pour les 3 hypothèses sur le retrait 





Figure IV-20 : Simulation du fluage propre en traction dans le cas de l’hypothèse du retrait fort 
 
 






Figure IV-21 : Endommagement instantané et par fluage pour les essais en traction directe à 
30%, 40% et 50%  dans le cas de l’hypothèse du retrait fort 
 
En conclusion, le modèle est capable de quantifier la faible amplitude du 
fluage en traction par rapport à celui en compression à travers l’effet de la 
consolidation due au retrait initial combiné à celui d’un endommagement par fluage 
faible. L’hypothèse sur le retrait initial nécessite d’être validée dans une étude 
ultérieure par le monitoring complet du retrait dès la prise du béton. 




Par rapport aux 3 hypothèses sur le retrait, le retrait faible ne permet pas de 
retrouver les déformations mesurées, toutefois l’hypothèse de retrait moyen est 
suffisante pour retrouver un ordre de grandeur satisfaisante en ce qui concerne 
l’amplitude. Néanmoins, il ne permet pas de retrouver la cinétique de fluage négative 
constatée expérimentalement. 
IV-F.2 Prise en compte de la cinétique de « fluage négatif » en traction 
L’existence d’un retrait supplémentaire au sein des éprouvettes chargées par 
rapport aux éprouvettes en conditions de retrait libre a été évoquée au chapitre ΙΙΙ 
pour expliquer la cinétique de déformation négative en traction. Rappelons que ce 
phénomène, également rapporté par Reinhardt and Rinder, (2006), peut être 
expliqué en partie par les hypothèses avancées par Rossi selon lesquelles le fluage 
serait l’effet d’un retrait supplémentaire d’une éprouvette chargée par rapport à une 
éprouvette en retrait libre du fait des microfissures créées par le chargement (Rossi,  
1988; Rossi et al., 2012). En effet, une des conséquences possibles de l’apparition 
de ces microfissures serait alors une reprise d’hydratation du fait de la migration 
d’eau vers les fissures nouvellement créées conduisant à une consommation d’eau. 
L’objet de cette partie est d’estimer la part de retrait supplémentaire au sein de 
l’éprouvette chargée à travers une modification de la loi d’évolution de w(t) de 
l’éprouvette chargée par rapport à celle de l’éprouvette témoin afin de reproduire les 
mesures expérimentales. Cette approche reste purement phénoménologique 
sachant qu’en réalité, les phénomènes physiques impliqués sont bien plus 
complexes (modification de la pression capillaire du fait de l’endommagement, 
augmentation de la résistance en compression en parallèle d’un retrait additionnel, 
cicatrisation par hydratation des anhydres etc.). Nous nous limiterons au cas de 
l’hypothèse du retrait fort pour laquelle la consolidation est maximale.         
Pour faire simple dans notre approche, nous avons considéré une 
décroissance linéaire du degré de saturation sachant que l’objectif final est de 
pouvoir estimer la variation de teneur en eau nécessaire pour retrouver les courbes 
de fluage en traction expérimentales. Les courbes donnant l’évolution du degré de 
saturation Sr modifié et celle de Sr initial sont présentées sur la Figure IV-22. 





Figure IV-22 : Loi d’évolution de Sr modifiée pour la prise en compte du retrait supplémentaire 
Les courbes de retrait libre correspondantes sont données sur la Figure IV-23. 
 
Figure IV-23 : Comparaison du retrait libre initial avec le retrait libre modifié 
Les essais en traction sont simulés en prenant comme lois d’évolution de w(t), 
d’une part la loi initiale pour l’éprouvette en retrait libre et d’autre part,  la loi modifiée 
pour celle en fluage. Les résultats présentés sur la Figure IV-24 reproduisent alors la 
cinétique à évolution positive pendant les premiers jours puis négative après 10 jours 
de chargement, et ce conformément à ce qui a été observé expérimentalement. 





Figure IV-24 : Simulation des essais de fluage en traction avec prise en compte du retrait 
supplémentaire 
On peut donc retrouver l’effet attendu (i.e. la cinétique de déformation 
négative en traction) en se rattachant à ces hypothèses. Par ces hypothèses, 20% 
de retrait en plus après 120 jours dans les éprouvettes chargées sont nécessaires 
pour reproduire les constatations expérimentales et ce pour un endommagement d 
estimé par le modèle dont la valeur est comprise entre 4 et 9 %. A l’avenir, il semble 
nécessaire que la modification intervienne directement à travers celle du coefficient 
de Biot comme effectué en compression (cf. Equation (IV-36)). 
IV-F.3 Simulation du fluage propre en flexion 
La simulation des essais en traction directe a montré que des 3 hypothèses 
faites sur le retrait, celle correspondant au retrait le plus fort donnait le meilleur 
résultat. En conséquence, c’est l’hypothèse qui sera également retenue pour la 
simulation numérique des essais de flexion. Afin d’alléger les calculs, nous avons 
pris en compte la symétrie de l’essai et considéré uniquement le quart de 
l’éprouvette. Les éléments finis utilisés sont des cubes à 20 points de Gauss. Une 
vue tridimensionnelle du maillage utilisé est présentée sur la Figure IV-25. 





Figure IV-25 : Vue en 3D du maillage utilisé pour la simulation des essais en flexion (1/4 de 
l’éprouvette a été maillée) 
 
 Nous avons opté pour un maillage lâche pour limiter le temps de calcul en 
raison du nombre d’inconnues nodales qui devient important, mais également en 
raison de la durée des calculs sous-itératifs locaux lors de chaque pas de temps. En 
fait, une étude de dépendance au maillage montre que la densité de ce dernier 
n’influe pas sur les résultats de calcul.    
Les déformations sont relevées au centre de la face supérieure comprimée  et 
au niveau de son vis-à-vis situé au centre de la face inférieure tendue. Les courbes 
de fluage spécifique en flexion obtenues à 30, 40 et 50 % sont présentées sur la 
Figure IV-26 (la même convention est adoptée pour les déformations de traction et 
de compression) où elles sont confrontées aux résultats expérimentaux.  
 









Il est utile de mentionner en premier lieu que la section initialement plane reste 
plane au cours du temps conformément à l’hypothèse de Navier-Bernoulli. Ensuite, la 
comparaison des résultats de simulation aux résultats expérimentaux montre que le 
modèle permet une bonne  reproduction  du comportement différé en flexion des 
éprouvettes. Comme pour la traction directe, ce résultat est rendu possible par la 
prise en compte de la consolidation causée par le retrait ayant lieu avant le 
chargement. De la même façon, la nature prédictive du modèle ne pourra être 
validée que par la mesure conjointe du retrait du béton dès la prise du béton et du 
comportement de fluage en flexion quelle que soit la date du chargement, ce qui est 
inscrit dans les perspectives immédiates de cette thèse. Tout comme en traction 
directe, le taux de chargement a quant à lui, peu d’effet, ce qui peut également 
s’expliquer par le faible niveau d’endommagement par fluage en flexion (de l’ordre de 
3,0×10-3). Cette linéarité du comportement du fluage en flexion concorde bien avec 
les observations expérimentales (Figure IV-26). 
                                            
5
 Les courbes expérimentales correspondent à celles obtenues en traction par flexion. Les courbes en 
compression par flexion n’ont pas été représentées, pour ne pas alourdir la figure. 





Les résultats expérimentaux obtenus dans cette étude ont été confrontés aux 
prévisions du modèle de fluage proposé par Sellier, un modèle qui a été détaillé au 
début de ce chapitre. Compte tenu de la complexité des phénomènes qui rentrent en 
jeu dans les mécanismes de base du fluage et les hypothèses sur lesquelles repose 
le modèle, on peut considérer que ce dernier donne des résultats satisfaisants pour 
les différents types de sollicitation testés (traction et compression directes, traction et 
compression par flexion). Il convient de rappeler, en particulier, l’importance de 
prendre en considération la consolidation du matériau sous l’effet du retrait, qui 
pourrait expliquer la différence d’amplitude du fluage de traction d’un côté, et de 
l’autre du fluage en  compression. C’est un aspect qui est généralement négligé dans 
la modélisation du fluage du béton. Ainsi, pour reproduire correctement les résultats 
expérimentaux à partir du modèle, il est donc nécessaire avant tout d’accorder une 
attention particulière à l’historique du retrait subi par le matériau avant la mise en 
charge, car ce retrait est à l’origine d’une consolidation du matériau qui entame 
significativement le potentiel de fluage. Nous n’avions pas anticipé son poids et le 
retrait au jeune âge nous a fait défaut. Pour compenser cette lacune, 3 hypothèses 
de retrait différentes ont été choisies. Elles conduisent à des déformations de retrait 
dont les amplitudes finales sont respectivement de 30, 60 et 90 µm/m. A partir de ces 
valeurs de retrait, les paramètres de fluage ont été calés sur les essais en 
compression simple pour des taux de chargement de 30 et 50 %. Le modèle permet 
de retrouver la non-linéarité du fluage observée en compression simple ainsi que la 
rupture par fluage tertiaire à 70% de Rc. Concernant ce dernier point, une 
connaissance précise de la valeur réelle de la résistance en compression du béton 
chargé est nécessaire compte tenu des incertitudes qui affectent  cette mesure. 
Lorsque le taux de chargement est élevé, une variation de la résistance autour de la 
valeur moyenne peut être responsable de la tenue ou de la ruine de l’éprouvette 
chargée. Les résultats obtenus en traction sont satisfaisants et la comparaison avec 
les résultats expérimentaux obtenus en flexion montrent une très bonne concordance 
moyennant un choix judicieux du retrait préalable à la charge 
Dans le modèle, la non-linéarité du fluage est principalement due à la variable 
d’endommagement par fluage   . Cette variable est couplée à celle 
d’endommagement « instantané » di qui peut amener l’éprouvette à la rupture par 




fluage tertiaire lorsqu’elle atteint un seuil critique. Avec les hypothèses du modèle, la 
valeur de     est très faible en traction et en fin de compte, c’est l’effet de la 
consolidation qui devient prépondérant sur l’effet de l’endommagement dans 
l’estimation du fluage de traction. Il permet d’expliquer la dissymétrie entre fluage en 
traction et en compression, de même que la linéarité du fluage en traction et en 
flexion. Toutefois, même si le couplage avec le retrait permet de simuler le fluage de 
dessiccation en compression, le modèle ne parvient pas à simuler un retrait plus 
important lors d’un essai de fluage en traction, qui pourrait expliquer la pente 
négative du fluage observée dans l’analyse des mesures. La prise en compte d’une 
baisse de 20 % de la teneur en eau rendu possible par une hydratation 
supplémentaire liée à l’endommagement (Rossi et al., 2012), permet de rendre 
compte de cet aspect. Dans le modèle, le couplage fluage-retrait repose entre autre 
sur l’introduction du paramètre     permettant de gérer le fluage de dessiccation en 
amplifiant le retrait d’une éprouvette chargée en compression par rapport à celui 





Conclusions et perspectives 
L’objectif principal de ce travail de thèse était d’approfondir l’état des 
connaissances sur le comportement mécanique différé du béton, plus 
particulièrement sur le comportement différé en traction qui reste à ce jour, encore 
mal connu. En effet, les désordres dans les applications à base cimentaire ont 
généralement pour cause la limite des performances du matériau en traction. Or 
aussi paradoxal que cela puisse paraître, la réponse du béton en traction est mal 
connue et ceci est particulièrement vrai en ce qui concerne le comportement différé 
et son incidence sur le risque de fissuration. Or, il est bien admis que le fluage en 
traction contribue à améliorer la résistance à la fissuration des composites 
cimentaires soumis à des déformations imposées (plus particulièrement lorsque le 
retrait est empêché) en relaxant les autocontraintes induites. N’est-il alors pas 
présomptueux de continuer à ne se référer qu’au fluage en compression sans que 
l’on ait l’idée de sa similitude (cinétique et amplitude) avec le fluage en traction ? 
Poser la question, c’est déjà y répondre, du moins partiellement. Encore faudrait-il se 
donner les moyens de réaliser les essais de fluage en traction dont la difficulté 
explique le défaut de données. 
La démarche adoptée au cours cette étude comporte 3 étapes. Il s’agit 
respectivement de la mise en œuvre de bancs expérimentaux de fluage en traction, 
de la réalisation d’une campagne expérimentale d’essais de fluage (propre) sous 
différents types de chargement (traction, compression et flexion) à différents taux et 
enfin de la confrontation des résultats expérimentaux avec les prédictions d’un 
modèle numérique développé au LMDC.  
Pour mener des essais de fluage en traction, il était avant tout indispensable 
de se doter de bancs expérimentaux. Pour cela, nous nous sommes basé sur les 
recommandations de (Elvery et Haroun 1968) vis-à-vis des pré-requis pour réaliser 
un essai à long terme sur le comportement mécanique du béton en traction. Des 
bancs de fluage en traction directe et en traction par flexion ont donc été développés 
en s’inspirant du bâti œdométrique utilisé en géotechnique. Une revue de la 
littérature nous a permis d’orienter notre choix sur le mode de fixation approprié 
d’une éprouvette au dispositif d’essai. Un ensemble d’essais exploratoires nous a 
permis de sélectionner le type d’extensomètre approprié notamment en tenant 
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compte, notamment de l’amplitude faible des déformations en jeu et des conditions 
de cure endogène avec les remontées capillaire qui l’accompagnent. Une attention 
particulière a été portée vis-à-vis des problèmes liés aux faibles fluctuations 
thermiques pouvant se produire dans la salle d’essai. En effet, ces dernières peuvent 
entraîner l’apparition de déformations parasites qui sont du même ordre de grandeur 
que les déformations de fluage en traction. A cet effet,  nous avons conçu des 
caissons étanches à base de polystyrène expansé ayant une inertie thermique 
élevée et dans lesquelles les éprouvettes destinées au fluage et au retrait y sont 
placées côte à côte.  
La deuxième étape a consisté à mener une campagne d’essais de fluage sous 
différents modes de sollicitation (en traction directe, en compression et en flexion) 
dont les intérêts sont de comparer le comportement différé en traction avec celui en 
compression (qui est relativement bien documenté) et de mesurer l’effet d’un 
gradient de contraintes sur le fluage. Trois taux de chargement ont été retenus pour 
chaque type de sollicitation : 30, 50 et 70 % de la résistance en compression à 28 
jours dans le cas du fluage en compression et 30, 40 et 50 % de la résistance en 
traction directe dans le cas du fluage en  traction directe et par flexion. Concernant la 
compression, les résultats obtenus sont conformes aux tendances usuelles avec une 
cinétique initiale importante suivie d’une phase de stabilisation. Ils montrent que la 
non-linéarité du fluage propre existe déjà pour des taux de chargement compris entre 
30 et 50 % et que cette non-linéarité devient plus marquée pour des taux supérieurs 
à 50 %. Le risque de rupture par fluage tertiaire devient important lorsque le taux de 
chargement est voisin de 70 %. De plus, il dépend étroitement de la dispersion sur la 
résistance. Les résultats en traction montrent une tendance tout à fait différente. En 
effet, si les déformations dites de fluage (après soustraction du retrait) sont 
initialement croissantes comme dans le cas de la compression, elles évoluent 
ensuite avec une cinétique négative, et ce quel que soit le taux de chargement 
appliqué. En outre, les résultats sont plus ou moins dispersés. Ces tendances ne 
sont pourtant pas reproduites en flexion  pour les mêmes taux de chargement qu’en 
traction directe. En effet, les déformations de fluage obtenues sur la fibre extrême 
tendue évoluent avec une cinétique positive pendant toute la durée des essais. Il en 
est de même pour la fibre extrême comprimée. Les déformations obtenues en 
traction et compression par flexion sont quasiment identiques et indiquent un 
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comportement différé linéaire. Concernant la recouvrance, les courbes obtenues 
pour les 3 types de sollicitation montrent que les déformations sont assez similaires 
tant en amplitude qu’en cinétique. De plus, la dispersion observée sur les essais de 
fluage en traction n’est pas constatée dans la période de recouvrance.  
Les différences constatées dans le comportement différé pour les trois types 
de sollicitation ne peuvent pas être expliquées uniquement sur la base de la réponse 
visqueuse à l’échelle des hydrates (plus particulièrement les C-S-H qui sont les 
seules phases de la pâte de ciment où la viscosité est mesurable). Il est nécessaire 
de faire appel à l’effet (direct ou indirect) d’autres phénomènes physiques, en 
l’occurrence la consolidation et l’endommagement par fluage. La consolidation 
correspond à une consommation du potentiel de fluage par un chargement de type 
mécanique ou hydrique et se traduit par une augmentation de la viscosité du 
matériau. L’endommagement par fluage correspond quant à lui, à l’évolution 
progressive de l’état de microfissuration au sein d’une éprouvette soumise à une 
contrainte constante. Selon Rossi et al., (2012), cet endommagement induit un retrait 
supplémentaire dans une éprouvette chargée par rapport à une éprouvette témoin, 
ce qui rend donc inapproprié la façon usuelle de découpler, par simple additivité, les 
déformations de retrait et celles de fluage. La possible différence d’état de 
microfissuration correspondant aux différents modes de sollicitation pourrait 
permettre d’expliquer les observations expérimentales faites dans notre étude. Il est 
à noter aussi que cette microfissuration est un puits d’un nouveau potentiel de fluage 
qui vient compenser du moins partiellement la perte du potentiel de ce même fluage 
suite au phénomène de consolidation.  
Le dernier point abordé dans cette étude a été la confrontation des résultats 
expérimentaux avec les prédictions du modèle de fluage de Sellier développé au 
LMDC couplant à la fois endommagement et comportement différé du béton, ceci 
dans le but de conforter la pertinence de l’outil ou de relever ses carences en vue 
d’améliorer son efficacité. Dans ce modèle le schéma rhéologique associé au 
squelette solide est constitué par l’assemblage en série de 3 éléments : un élément 
de Hooke associé au comportement instantané, un élément de Kelvin-Voigt associé 
à la partie réversible du fluage et un élément de Maxwell pour la modélisation de la 
partie irréversible du comportement différé. Le squelette solide peut être sollicité soit 
par un chargement mécanique, soit par un chargement hydrique pour tenir compte 
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des effets du retrait. Le caractère original du modèle repose sur l’élément de Maxwell 
dont la viscosité est modulable afin de tenir compte des deux phénomènes 
physiques mentionnés précédemment que sont la consolidation et 
l’endommagement par fluage. Les résultats montrent que la non-linéarité observée 
en compression est bien reproduite grâce à l’introduction de la variable 
d’endommagement par fluage   . De plus, la rupture par fluage tertiaire peut être 
retrouvée grâce au couplage de l’endommagement par fluage     avec 
l’endommagement « instantané »    encaissé durant la phase de montée en charge 
pour atteindre le taux de chargement en fluage visé.  Il est à noter que l’on ne peut 
pas ignorer la consolidation associée au retrait initial (se produisant avant 
l’application du chargement mécanique) car elle est synonyme d’une augmentation 
de la viscosité apparente de l’élément de Maxwell et permet de retrouver la 
dissymétrie entre le fluage en traction et celui en compression. Enfin, le modèle est 
fidèle pour reproduire les résultats expérimentaux obtenus en flexion. Cependant, il 
ne permet pas de reproduire la cinétique négative de fluage observée en traction 
directe. 
A l’issue de ce travail de thèse, certains points restent encore à approfondir.  
Sur le plan expérimental, il est maintenant reconnu qu’il existe un fort 
couplage entre le fluage, le retrait et l’endommagement. Il n’est donc plus question 
de savoir s’il existe une différence entre le retrait d’une éprouvette chargée et celui 
d’une éprouvette témoin, mais plutôt d’identifier et de quantifier les mécanismes réels 
à la base de ce couplage. Une campagne d’essai de fluage par traction et par 
compression devra donc être menée sur des éprouvettes à base des bétons ayant 
des sensibilités significativement différentes vis-à-vis des variations dimensionnelles 
de retrait. A cet effet, différentes variables peuvent servir de levier :la nature du 
matériau testé (pâte, mortier ou béton), le dosage en ciment, l’âge au moment du 
chargement, la présence d’ajouts, la rigidité des granulats, etc. Pour affiner la 
modélisation, il est par ailleurs nécessaire d’entreprendre une campagne 
expérimentale avec monitoring de l’historique des déformations de retrait au très 
jeune âge afin d’avoir une bonne estimation des effets liés à la consolidation 
préalablement à l’essai de fluage.  
Par ailleurs, souvent,  nous nous sommes appuyé sur l’endommagement 
initial et son couplage avec l’endommagement de fluage pour expliquer nos résultats 
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expérimentaux. Il est souhaitable de corroborer cet argumentaire par des essais non-
destructifs pouvant rendre compte de l’évolution de cet endommagement en cours 
d’essais de fluage pour les 3 types de sollicitation (traction, compression et flexion). 
Ceci permettra aussi de quantifier le niveau d’endommagement par fluage en 
fonction du niveau de chargement appliqué, mais également en fonction du type de 
sollicitation.  
Ce programme s’est limité au comportement différé en condition endogène. Il 
est aussi nécessaire voir plus proche de la réalité (mais plus complexe aussi) à la 
réponse en conditions de dessiccation, notamment en ce qui concerne les essais en 
traction directe. En effet, si l’hypothèse du retrait supplémentaire liée à une 
dépression capillaire semble cohérente en conditions endogènes, qu’en est-il lorsque  
ces conditions  sont poussées à leurs limites (conditions de dessiccation) ?  
Cette thèse a également pointé du doigt les effets inhérents à la dispersion sur 
la résistance en traction. Une campagne expérimentale dont le but est de corréler la 
résistance en traction avec une autre mesure non destructive (par exemple le module 
d’élasticité) devra ainsi être entreprise pour minimiser les effets de cette dispersion. 
Sur le plan numérique, l’acquisition de toutes ces nouvelles données permettrait sans 
doute d’affiner davantage le modèle et ainsi d’améliorer sa capacité à prédire le 
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Annexe A : Fiches techniques des matériaux 
  Ciment CEM I 52,5 R CE CP2 NF (page 226) 
  Sable calcaire 0/4 mm Carrières du Boulonnais (page 227) 
  Gravillon calcaire 0/12,5 mm Carrières du Boulonnais (page 228) 


























Annexe B : Fiches techniques des matériels 
d’essai 
  Fiche technique des capteurs numériques de déplacement DP/2/S (page 231)  
  Fiche technique des jauges de déformation FLM-60-11 (page 232) 
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